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ABSTRAKT 
Předložená práce se zabývá teoretickou analýzou mezního stavu únosnosti. Pro řešení 
byly využity výsledky experimentálního výzkumu, který probíhal na Ústavu kovových  
a dřevěných konstrukcí pod vedením doc. Karmazínové a prof. Melchera. Geometricky  
a fyzikálně nelineární řešení vycházející z Timošenkova řešení je verifikováno MKP 
modelem v programovém prostředí ANSYS. Při řešení je zohledněn náhodný vliv 
počátečních imperfekcí, většina materiálových a geometrických charakteristik byla měřena  
a jsou známy jejich statistické charakteristiky. Následující model MKP nejen verifikuje 
teoretické řešení, ale postihuje trojosou napjatost a lépe tak umožňuje pochopení mechanismu 
působení ocelobetonového prvku.  
Model MKP zahrnuje i vliv vlastních pnutí. V parametrické studii je sledován vliv 
vlastních pnutí na plastizaci průřezu, vliv na mezní únosnost je spolu s vlivem dalších 
imperfekcí předmětem stochastické analýzy metodou Latin Hypercube Sampling (LHS). 
Studie dále prokazuje příznivý účinek betonové části průřezu (kombinace materiálů ocel-
beton) na pokles mezní únosnosti prutu vlivem vlastních pnutí oceli.  
Vzhledem k důležitosti časově závislých jevů dotvarování na únosnost, jsou studie 
uvedené v disertační práci zaměřené i tímto směrem. Parametrické studie vlivu dotvarování 
poskytují jak srovnání mezních únosností při použití obyčejného a vysokopevnostního 
betonu, tak i variabilitu mezních únosností, přičemž bylo využito přístupů normy EC2.  
Ze srovnání výstupů statistické analýzy dle návrhových podmínek spolehlivosti normy 
EN1990 a přístupu EC4 plyne, že lze doporučit použití EC4 pro dimenzování tohoto typu 
prvku. Návrh podle EC4 lze dle provedených studií hodnotit jako spolehlivý, pro stanovení 
hospodárnosti je nutný větší soubor experimentálních dat. 
 
ABSTRACT 
The presented paper deals with a theoretical analysis of the ultimate limit state. The results of 
experimental research carried out at the Institute of Metal and Timber Structures headed by 
Assoc. Prof. Karmazinová and Professor Melcher were applied. The geometrically and 
materially nonlinear solution based on the Timošenko’s solution is verified by the FEM 
model in the computer programme system ANSYS. The random influence of initial 
imperfections is taken into consideration, the majority of material and geometrical 
characteristics were measured, and their statistical characteristics are known. The following 
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FEM model not only verifies the theoretical solution, but also expresses the triaxial stress 
state, and in this way, it enables better understanding of the effecting mechanism of a steel 
concrete member.  
The FEM model also includes the influence of residual stress. In the parametric study, 
the influence of residual stress on the cross-section plastification is researched into, its 
influence on the load carrying capacity limit is, together with the influence of other 
imperfections, the subject of the stochastic analysis, applying the Latin Hypercube Sampling 
(LHS). Further on, the study proves a direct effect of the concrete part of the cross-section 
(combination of materials steel-concrete) on the decrease of load carrying capacity limit of the 
beam caused by influence of the residual stress of steel. 
With regard to the importance of time dependent phenomena of the concrete creep for 
the load carrying capacity, the studies given in the Ph.D. thesis are oriented in this respect. 
The parametric studies of the influence of the concrete creep having applied the Standard EC2 
provide both a comparison of load carrying capacity limits when using common and high-
strength concrete types, and also the variability of load carrying capacities. 
It follows from the comparison of the statistical analysis outputs according to the 
design reliability conditions of the Standard EN1990 and of the approach of EC4 that the EC4 
can be recommended for dimensioning of this member type. According to the studies which 
we carried out, the design in compliance with EC4 can be evaluated as the reliable one.         
A larger set of experimental data is necessary to determine the economy. 
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1  ÚVOD 
Podstatnou součástí návrhu konstrukčních systémů stavebních objektů jsou zejména 
postupy a metody zabezpečující spolehlivost a efektivnost nezbytných dimenzí nosných prvků 
a dílců ve vztahu k účinkům působícího zatížení a namáhání konstrukce. Obecně by každá 
stavební konstrukce měla být navržena tak, aby bezpečně plnila svůj účel a přitom na jejím 
pořízení nebylo nutno vynaložit více nákladů než je nezbytně třeba [15], [27]. S vývojem 
poznání se nevyhnutelně mění i přístup k navrhování. Běžné návrhové postupy používané při 
dimenzování nosných konstrukcí stavebních objektů jsou v zásadě založeny na výpočetním 
postupu ověřujícím platná normativní kritéria vycházející ze statického, resp. dynamického 
řešení modelu reálného konstrukčního systému, v současné době dle metodiky mezních stavů  
[12]. Tato metoda patří do kategorie polopravděpodobnostních metod. Výhodou metody 
mezních stavů je jednoduchost a v současné době ji používají všechny země Evropy, 
prakticky tvoří základ evropských norem pro navrhování stavebních konstrukcí ze všech 
materiálů.  
V současné době je ve stavebním oboru užívána definice ve shodě s ČSN P ENV 
1991-1, s. 29: Mezními stavy rozumíme takové stavy, při jejichž překročení ztrácí konstrukce 
schopnost plnit funkční požadavky na užitné vlastnosti. Lze poznamenat, že historicky          
se pojem mezní stav začal používat nejdříve pouze jako mezní stav plastické únosnosti, až 
později se začaly uvažovat i další druhy mezních stavů.  
Mezní stavy se dělí na dvě základní skupiny: 
Mezní stavy únosnosti souvisejí se zřícením a podobnými poruchami: ztrátou 
únosnosti konstrukce nebo její části jako tuhého tělesa, transformací v mechanismus či 
poruchu nadměrným přetvořením, ztrátou stability podpor a základů, poruchou způsobenou 
únavou nebo jiným časově závislým účinkem. 
Mezní stavy použitelnosti souvisejí se splněním provozních požadavků a jsou 
charakterizovány deformacemi, posuny, kmitáním a takovými jevy, které mohou nepříznivě 
ovlivnit vzhled, trvanlivost nebo funkci konstrukce. 
Beton a ocel jsou materiály, které se běžně používají při stavbě budov. Rozvoj poznání 
skutečného chování nosných konstrukčních systémů, jejich mezních stavů a mechanismu 
porušování a dále formulace navazujících principů navrhování i realizace je orientován  
na základní spektrum progresivních materiálů a jejich kombinací, tj. zejména  
na vysokopevnostní beton a ocel. Teoretická analýza skutečného chování moderních 
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konstrukcí z vysokopevnostního betonu a oceli se stále častěji uplatňuje v problematice 
navrhování, realizace a využití stavebních konstrukcí. Nevyhnutelnou součástí teoretických 
analýz je i experimentální výzkum.  
Vlastnosti konstrukce jsou ovlivněny mnoha imperfekcemi, které mají náhodný 
charakter (materiál, geometrie, působení okolního prostředí, zatížení apod.). Má-li konstrukce 
plnit spolehlivě své funkce, je nutno přihlížet k tomu již při návrhu. Kombinace materiálů 
ocel-beton zapříčiňuje i vznik speciálních jevů, jejichž vliv na spolehlivost konstrukce není  
v současné době běžnou součástí návrhu. Základní otázkou je stanovení počátečních 
imperfekcí a analýza jejich vlivu na mezní stavy a další sledované vlastnosti konstrukce.   
V obecném třídění počátečních nedokonalostí konstrukce, které poprvé publikoval Melcher  
a Chalupa v [17] (viz též [16]), jsou uvažovány tři základní kategorie imperfekcí: 
 
1) Geometrické odchylky: počáteční zakřivení osy prutu, excentricita působiště zatížení, 
nedodržení teoretického uspořádání průřezu (tolerance rozměrů a tvaru příčného řezu) 
apod. 
2) Strukturální nedokonalosti: disperze mechanických vlastností materiálu (nehomogenita 
materiálu projevující se rozptylem hodnot meze kluzu, meze pevnosti, modulu pružnosti 
aj.), počáteční stav napětí (vlastní pnutí jako důsledek válcování, svařování, rovnání  
a jiných technologických výrobních procesů). 
3) Konstrukční imperfekce: nedokonalosti v provedení styků, přípojů, uložení a jiných 
konstrukčních detailů, projevující se ve srovnání s teoretickými předpoklady zaváděnými 
při řešení idealizované soustavy v odchylkách působení skutečného nosného systému. 
 
Zajištění spolehlivosti a současně také hospodárnosti konstrukce je jedním  
z nejdůležitějších úkolů dnešní techniky. Proto je v této souvislosti zcela nezbytné získání 
značného množství údajů a zkušeností ukazujících více či méně přesně náhodný charakter 
rozměrů, vlastností materiálů, uspořádání konstrukcí, zatížení apod. 
 Vstupní náhodné imperfekce můžeme rozdělit do dvou základních skupin [8] - na ty, 
jejichž statistické charakteristiky lze výrobou příznivě ovlivnit (mez kluzu, vlastní pnutí, 
geometrické charakteristiky), a na ty, které nejsou na změny v technologii výroby dostatečně 
citlivé (např. proměnlivost modulu pružnosti E). První skupinu veličin je ještě možno dále 
rozdělit na dvě podskupiny: (i) veličiny, u nichž můžeme zkvalitněním výroby měnit jak 
střední hodnotu, tak i směrodatnou odchylku. Touto veličinou je např. mez kluzu; (ii) 
 13
veličiny, jejichž nominální hodnota se uvažuje jako střední hodnota (geometrické 
charakteristiky rozměrů průřezu nebo hodnoty stálého zatížení) [8]. 
Dále je možno vstupní náhodné veličiny rozdělit podle dostupnosti experimentálních 
charakteristik a s tím související věrohodností statistických podkladů pro stochastické 
výpočty: 
 
1) o vstupní náhodné veličině existuje dostatek informací z experimentů (geometrické 
charakteristiky válcovaných průřezů), 
2) o vstupní náhodné veličině existuje málo informací z experimentů a je třeba vycházet  
z předpokladů podle tolerančních norem literatury, viz např. imperfekce prutů, stálé 
zatížení apod., 
3) o vstupní náhodné veličině nejsou žádné objektivní informace z experimentů, viz např. 
systémové imperfekce, některé druhy nahodilého zatížení nově navrhované konstrukce 
apod. 
 
 Spolehlivě lze ve stochastických výpočtech uvažovat s první kategorií imperfekcí,  
o kterých je k dispozici dostatek experimentálních dat, viz např. [7]. V práci budou uvedeny 
stochastické studie, ve kterých budou využívány výsledky experimentálního výzkumu 
[18], [7]. 
 Navrhování pokročilých konstrukcí z oceli a vysokopevnostního betonu vede i na 
potřebu získání aktuálních informací a zkušeností popisujích více či méně přesně náhodný 
charakter rozměrů, vlastností materiálů, uspořádání konstrukcí, zatížení apod. Tato data jsou 
nezbytná pro analýzu spolehlivosti a hospodárnosti konstrukce, což je jedním z podstatných 
úkolů dnešní techniky.  
 Ocel a beton jsou ve stavitelství velmi často používané materiály. Kompozitní 
ocelobetonový konstrukční systém s výhodou využívá vlastnosti obou materiálů. tj. tuhost  
a tvárnost betonu se kombinuje s vysokou pevností konstrukčních ocelí. Ocelobetonový sloup 
má vyšší únosnost a vyšší požární odolnost. Obecně známe dva základní typy kompozitních 
sloupů běžně používaných ve stavebnictví, tj. ocelové profily vyplněné betonem a ocelové 
obetonované profily. Základní příklady kompozitních profilů jsou znázorněny na Obr. 1.1. 
Betonem plněné ocelové trubkové sloupy nachází využití např. u konstrukcí odolných 
na zemětřesení, u konstrukcí mostních pilířů, které jsou vystaveny vlivu z dopravy, u sloupů 
skladovacích nádrží a pilotů [23]. Pokud je třeba zabezpečit vyšší požární ochranu, pak 
betonem vyplněné ocelové trubky vyžadují další ohni odolnou izolaci. Populárními se pro 
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mnoho nosných konstrukcí staly ocelové obetonované profily [23]. Při velkém ohybovém 
namáhání sice mohou trhliny betonové části průřezu způsobit snížení únosnosti, nicméně 
ocelové jádro zajišťuje dostatečnou smykovou kapacitu a odolnost i pro další opakované 
zatížení [23].  
 
    
 
Obr. 1.1 Ocelové profily vyplněné betonem a ocelové obetonované profily 
 
 K dobrému využití vlastností obou materiálů dochází, pokud jsou ocelobetonové 
sloupy namáhány tlakem. Při analýze mezních stavů těchto sloupů je ale třeba také zohlednit 
i vliv nevyhnutelných počátečních imperfekcí, které snižují únosnost sloupu v porovnání 
s chováním ideálního tlačeného prutu. Chování ocelobetonového tlačeného sloupu je obecně 
nelineární a v porovnání s tlačenými ocelovými pruty je k dispozici méně teoretických  
a experimentálních dat [23]. Kombinace materiálů ocel – beton také přináší výskyt dalších 
časově závislých jevů a to především souvisejících s problematikou smršťování a dotvarování 
betonové části průřezu. 
1.1 Cíle disertační práce 
Cílem disertační práce je statistická analýza mezního stavu únosnosti ocelobetonových 
sloupů namáhaných tlakem. Cíle práce je možné rozdělit do těchto oblastí: 
 
1. Pro studium únosnosti sestavit numerickou metodu vycházející z analytického 
Timošenkova řešení, která bude zahrnovat i vliv geometrické a fyzikální nelinearity. 
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Výsledky této metody ověřit s výsledky získanými z experimentů a s výsledky 
nelineárních výpočtových modelů v programovém systému ANSYS. 
2. Zpracovat parametrickou citlivostní analýzu a určit dominantní materiálové  
a geometrické charakteristiky, jejichž rozptyl má na rozptyl únosnosti největší vliv.  
3. Parametrickou citlivostní analýzou stanovit vliv vlastních pnutí na mezní únosnost  
u prutů s betonovou výplní a bez betonu.  
4. V rámci práce provést analýzu vlivu dotvarování a smršťování a stanovit jejich vliv  
na únosnost. 
5. Vypočítat návrhovou únosnost s pomocí stochastického modelu a statistickým 
vyhodnocením určit návrhovou únosnost dle návrhových podmínek spolehlivosti 
normy EN1990. 
6. Porovnat návrhovou únosnost vypočítanou stochastickým výpočtem s hodnotou 
stanovenou dle Eurokódu 4. Vyjádřit se zda je normový návrh spolehlivý  
a ekonomický a případně doporučit možné změny metodických či normových postupů.  
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2  TEORETICKÁ ANALÝZA VZPĚRNÉ ÚNOSNOSTI  
Předmětem analýzy je mezní stav únosnosti kloubově uloženého ocelobetonového 
tlačeného sloupu konstrukční délky L = 3 m, který je tvořen ocelovým profilem HE 140A  
s obetonovanou stojinou betonem vysoké pevnosti, viz Obr. 2.1. 
 
 
 
Obr. 2.1 Průřez ocelobetonového tlačeného sloupu 
 
Pro krátkodobé zatížení lze v souladu s normou ČSN  EN 1994-1-1 [36] počítat  
s účinnou pružnostní ohybovou tuhostí EI průřezu spřaženého sloupu dle vztahu: 
 
bbaoo IECIEEI ⋅⋅+⋅=      (1) 
kde  
bba IEC ⋅⋅  je účinná ohybová tuhost betonové části. 
oo IE ⋅  je účinná ohybová tuhost ocelové části. 
 
Součinitel, který je ve vztahu (1) označen jako Ca, je možno uvažovat hodnotou 
Cγ/8,0  kde pro 35,1=Cγ  obdržíme Ca= 6,035,1/8,0 ≈ . V novějších vydáních normy [36]  je 
označení součinitele Ca změněno na Ke. Doporučená hodnota 0,6 se nezměnila. Vzhledem 
k tomu, že v publikacích [42], [44], [52], [54], [56], [59] bylo používáno označení Ca, bude 
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pro zachování návaznosti použito i v této práci původní označení Ca. Ohybová tuhost je 
jedním z nejdůležitějších faktorů limitujících odolnost štíhlého prutů proti vybočení. 
Součinitel Ca prakticky zohledňuje míru spolupůsobení ocelové a betonové části průřezu a jak 
ukážeme dále, jeho experimentálně verifikovaná hodnota se může více či méně lišit  
od normové hodnoty 0,6.  
 
 
 
Obr. 2.2 Statické namáhání ocelobetonového sloupu pod tlakem 
 
Předpokládejme, že síla F, kterou je sloup zatížen se skládá ze síly Fo, kterou přenáší 
ocelová část průřezu a ze síly Fb, kterou přenáší betonová část průřezu, přičemž platí statická 
silová podmínka, že: 
bo FFF +=       (2) 
 
Hodnoty sil Fo, Fb a parametr Ca je možno určit ze dvou deformačních podmínek:  
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1) Ohyb kolem osy z: Výchylka ve směru osy y po celé délce prutu e se rovná výchylce 
ocelové části eo a ta se rovná výchylce eb betonové části, tj. e =eo =eb. 
2) Poměrné přetvoření ve směru osy x: Poměrné přetvoření ocelové části od síly Fo se rovná 
poměrnému přetvoření betonové části průřezu od síly Fb. 
2.1 Ohyb kolem osy z - teorie 2. řádu 
Pro uplatnění první deformační podmínky je třeba odvodit výpočtové vztahy pro 
stanovení výchylky uprostřed prutu. U řešeného příkladu je nezbytné použít tzv. teorii 2. řádu 
se započítáním vlivu deformací způsobených zatížením. Budeme předpokládat platnost 
Navierovy hypotézy, tj. že průřezy jsou rovinné a kolmé k ose prutu před i po přetvoření. Dále 
budeme předpokládat, že prut je vyroben ve tvaru afiním budoucímu vybočení s počáteční 
výchylkou uprostřed délky označenou e1. V obecném bodě vzdáleném x od podpory bude 
platit: 
 





 ⋅
⋅=
L
x
ey pisin11       (3) 
 
Pro zatížení silou F podle Obr. 2.2 bude výsledná poloha kteréhokoliv bodu osy prutu dána 
diferenciální rovnicí: 
 
( ) 012
2
=
+⋅
+
EI
yyF
dx
yd
     (4) 
 
Po dosazení za y1 a s uvážením okrajových podmínek v místě uložení (x = 0; y + y1 =0  
a x = L; y + y1 =0, 0≠F ) obdržíme řešení diferenciální rovnice (4) ve tvaru [27] [29]: 
 





 ⋅
−
=
L
x
F
F
e
y
cr
pi
sin
1
1
     (5) 
 
kde Fcr je příslušná Eulerova kritická síla ideálního prutu. 
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2
2
L
EIFcr pi= .       (6) 
 
Po dosazení x = L/2 do vztahu (5) obdržíme největší výchylku uprostřed prutu, která v součtu 
s počáteční imperfekcí e1 dává tzv. Timošenkovo řešení ve tvaru: 
 
cr
cr
F
F
e
F
F
e
ee
−
=
−
+=
11
11
1      (7) 
 
Vraťme se nyní k první deformační podmínce. S přihlédnutím k (7) lze deformační podmínku 
e =eo =eb zapsat ve tvaru:  
 
bcr
b
ocr
o
cr F
F
e
F
F
e
F
F
e
,
1
,
11
111 −
=
−
=
−
    (8) 
 
kde Fcr,o je Eulerova kritická síla ocelové části průřezu: 
 
2
2
, L
IEF ooocr
⋅
= pi        (9) 
 
a Fcr,b je Eulerova kritická síla betonové části průřezu: 
 
2
2
, L
IEC
F bbabcr
⋅⋅
= pi .      (10) 
 
Dosadíme-li s přihlédnutím k (2) za ob FFF −=  lze úpravou vztahu (8) obdržet: 
 
bcr
o
ocr
o
cr F
FF
e
F
F
e
F
F
e
,
1
,
11
111 −−
=
−
=
−
    (11) 
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Obr. 2.3 Ocelová část průřezu  
 
  
Obr. 2.4 Betonová část průřezu 
 
Dosazením (9) a (10) do (11) obdržíme (12). 
( )
bba
o
oo
o
IEC
LFF
e
IE
LF
e
EI
LF
e
⋅⋅⋅
⋅−
−
=
⋅⋅
⋅
−
=
⋅
⋅
−
2
2
1
2
2
1
2
2
1
111
pipipi
   (12) 
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Ze vztahu (12) lze úpravou a řešením obdržet sílu Fo, kterou přenáší ocelová část průřezu: 
 
EI
IEFF ooo
⋅
⋅=      (13) 
 
Sílu Fb obdržíme obdobným postupem dosazením (13) do (8): 
 
EI
IEC
FF bbab
⋅⋅
⋅=      (14) 
 
Ve vztahu (14) je možno za součinitel Ca dosadit normovou hodnotu 0,6 [36]. Přesněji 
lze součinitel Ca spočítat uplatněním druhé deformační podmínky, která zohledňuje omezení 
přetvoření ve směru osy x.  
2.2 Poměrné přetvoření ve směru osy x 
 Při analýze poměrného přetvoření prutu (viz Obr. 2.2) použijeme Navierovu hypotézu 
nosníku, podle které průřez zůstává rovinný a kolmý k ose prutu před i po deformaci.  Výše 
uvedenou druhou deformační podmínku můžeme matematicky vyjádřit rovnicí (15). 
 
             ob εε =         (15) 
 
Poměrná přetvoření v rovnici (15) vyjádříme pomocí Hookeova zákona, kam za normálové 
napětí dosadíme součet napětí v tlaku a v ohybu. Tak obdržíme rovnici  
      
b
b
o
o
EE
σσ
=                                                                    (16) 
Normálová napětí v rovnici (16) vyjádříme pomocí složek osové síly přenášené ocelovým  
a betonovým prutem kompozitního sloupu a pomocí ohybových momentů. V důsledku toho 
se v upravené rovnici objeví čtyři členy, z nichž dva obsahují součin výchylky prutu. 
Výsledná rovnice může být proto splněna pouze tehdy, když se budou rovnat jednak 
přetvoření od tlakového zatížení, jednak přetvoření od ohybu, což vede po úpravě na dvě 
podmínky (17),(18). 
2
2
b
o
ob
bo
a i
i
AI
AIC =
⋅
⋅
=        (17) 
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                                                             1=aC         (18) 
Součinitel Ca je definován jako podíl druhých mocnin poloměrů setrvačnosti ocelového  
a betonového průřezu. Je pozoruhodné, že splnění druhé deformační podmínky pro ohybové 
namáhání je zajištěno při pevné hodnotě součinitele Ca rovné jedné. 
2.3 Součinitel Ca – parametrické studie 
Pro průřez z Obr. 2.1 složený z obdélníků obdržíme Ca=0,758, dosadíme-li za moment 
setrvačnosti a za plochu tabulkové hodnoty (zohledňující náběhy a zaoblení v rozích) vychází 
Ca=0,724. Předpokládejme, že se betonová část průřezu z Obr. 2.1 mění v závislosti  
na parametru b2, viz Obr. 2.5. Studie změny součinitele Ca v závislosti na b2 je zobrazena  
na Obr. 2.6. 
 
 
 
Obr. 2.5 Průřez s částečně obetonovanou stojinou 
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Obr. 2.6 Změna součinitele Ca v závislosti na b2 
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Obr. 2.7 Změna Ca násobku Ib v závislosti na b2 
 
Z Obr. 2.6 je patrno, že změna součinitele Ca je nelineární, přičemž při klesající 
hodnotě b2 roste Ca nade všechny meze. Prakticky mohou nastat tři případy.  
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 První teoretický případ je, pokud hodnota Ca =1, což dle (17) nastává pro 22 bo ii = . 
Betonová a ocelová část prutu přenáší síly, které vyhovují přetvoření od tlaku a od ohybu. 
 Druhý teoretický případ je, pokud Ca < 1. Pro názornost v první fázi předpokládejme, 
že bychom součinitel uvažovali Ca = 1,0 tak jako v předchozím příkladu. Nyní nelze nalézt 
síly Fo + Fb = F, které by u průřezů na Obr. 2.3 a Obr. 2.4 zabezpečily splnění obou 
deformačních podmínek. Obdobně jako v prvním případu předpokládáme, že vnesením 
deformace do konců prutu je splněna druhá deformační podmínka, ze které stanovíme síly Fo 
a Fb. Vybočení betonového sloupu od síly Fb bude nižší než vybočení ocelového sloupu  
od síly Fo, tj. první deformační podmínka není splněna. Jelikož však vybočení ocelového  
a betonového sloupu musí být stejné, část deformace betonové části sloupu bude od vybočení 
a část se „zkopíruje“ od ocelové části sloupu. Beton částečně přenáší vzpěrný tlak a částečně 
stabilizuje ocelový prut. Identické vybočení betonové a ocelové části sloupu je možno 
uvažovat v souladu s předpoklady o chování betonu a v souladu s [36] snížením ohybové 
tuhosti betonové části sloupu z hodnoty Eb Ib na tzv. účinnou hodnotu tuhosti Ca Eb Ib; Ca < 1. 
S rostoucí hodnotou b2 by teoreticky součinitel Ca klesal k nule, nicméně při řešení 
praktických úloh se součinitel Ca může pohybovat v rozmezí 0,1;6,0∈aC .  
 Poznamenejme, že u námi řešeného průřezu na Obr. 2.1 je obdržená hodnota Ca=0,758 
velmi blízká hodnotě 0,8, což je v normě [36] uvedená hodnota použitá pro výpočet účinné 
tuhosti betonové části, ale neredukovaná součinitelem spolehlivosti 35,1=Cγ . Tyto 
skutečnosti potvrzují, že výpočet Ca dle (17) je pro řešený průřez vyhovující. 
 Třetí teoretický případ je, pokud Ca > 1. Pro názornost opět nejdříve předpokládejme, 
že Ca = 1,0. Obdobně jako ve druhém případu předpokládáme, že vnesením deformace  
do konců prutu je splněna druhá deformační podmínka, z níž stanovíme síly Fo a Fb. 
Vybočení betonového sloupu od síly Fb bude vyšší než vybočení ocelového sloupu od síly Fo, 
tj. první deformační podmínka není splněna. Prakticky by to znamenalo, že část vybočení 
z betonové části sloupu se přenese do ocelové části sloupu. Stejné vybočení lze zajistit (i) 
snížením ohybové tuhosti ocelové části sloupu, což není opodstatněné nebo (ii) zvýšením 
ohybové tuhosti betonové části sloupu z hodnoty Eb Ib na hodnotu Ca Eb Ib, což také není 
opodstatněné. Případ Ca > 1 je nereálný a prakticky ho nelze uvažovat. 
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2.4 Pružnostní analýza normálového napětí  
Uvažujme, že počáteční imperfekce e1 a síly Fo, Fb mají kladné znaménko. Normálové 
napětí oσ  v pružném stavu v ocelové části průřezu lze pak podle teorie pružnosti vypočítat 
dle vztahu: 
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F
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o
o
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o ⋅






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σ      (19) 
 
1) Pro absolutní hodnotu normálového napětí oσ
 
ocelové části průřezu musí v pružném 
stavu platit, že je ve všech částech průřezu menší nebo rovna mezi kluzu. 
 
Položíme-li normálové napětí rovno mezi kluzu, obdržíme vztah pro výpočet únosnosti 
ocelové části průřezu Ro. 
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Vyřešením (20) obdržíme únosnost Ro v uzavřeném tvaru. 
 
( )
o
oocroooocroyocroocrooo
o W
WFQAWFWfFeWFAQA
R
⋅
⋅−⋅−⋅+⋅−⋅⋅⋅⋅⋅+⋅
−=
2
2
,
22
,,1,
22
 (21) 
 
kde 
     oyocro WfFeQ ⋅+⋅= ,1     (22) 
( ) 122 2 tthbtAo ⋅−+⋅=     (23) 
  
( )( )31232 212
1
tthbtI o ⋅−+⋅=     (24) 
( )2// bIW oo =      (25) 
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Normálové napětí bσ  v betonové části průřezu lze podle teorie pružnosti vypočítat dle vztahu: 
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2) Pro hodnotu normálového napětí nejvíce tlačené betonové části průřezu musí 
v pružném stavu platit, že absolutní hodnota normálového napětí je menší nebo rovna 
pevnosti betonu v tlaku. 
 
Položíme-li normálové napětí rovno pevnosti betonu v tlaku fc,tlak obdržíme vztah pro výpočet 
únosnosti betonové části průřezu v tlaku Rb,tlak. 
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Vyřešením (27) obdržíme únosnost betonové části průřezu v tlaku Rb,tlak v uzavřeném tvaru: 
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kde 
btlakcbcrtlakb WfFeQ ⋅+⋅= ,,1,     (29) 
( ) 122 2 tthbtbhAb ⋅−−⋅−⋅=     (30) 
  ( ) ( )
2
11
2
3
1
2 42
22
2
2
6
1





 +
⋅




 −
⋅⋅−⋅+




 −
⋅⋅−=
tbtb
thtbthIb  (31) 
( )2// bIW bb =       (32) 
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3) Pro hodnotu normálového napětí nejvíce tažené betonové části průřezu (pokud 
existuje) musí v pružném stavu platit, že absolutní hodnota normálového napětí je 
menší nebo rovna jedné desetině pevnosti betonu v tlaku. 
 
Položíme-li normálové napětí rovno pevnosti betonu v tahu fc,tah obdržíme vztah pro výpočet 
únosnosti betonové části průřezu v tahu Rb,tah. 
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Vyřešením (32) obdržíme únosnost betonové části průřezu v tahu Rb,tah v uzavřeném tvaru: 
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kde 
     btahcbcrtahb WfFeQ ⋅+⋅= ,,1,     (35) 
 
Za pevnost betonu v tlaku fc,tlak je možno uvažovat krychelnou nebo válcovou pevnost v tlaku, 
za pevnost betonu v tahu fc,tah je uvažována jedna desetina krychelné nebo válcové pevnosti 
v tlaku. Při výpočtu pružné únosnosti rozhoduje minimální hodnota z únosností stanovených 
dle (21), (28), (34). 
{ }tahbtlakbo RRRR ,, ,,min=     (36) 
 
 
 
 
 28 
2.5 Fyzikálně nelineární výpočet 
Pokud napětí v oceli přesáhne mez kluzu, nebo napětí v betonu přesáhne pevnost 
betonu v tlaku nebo tahu (není splněna alespoň jedna podmínka 1 až 3 v kapitole 2.4), dochází 
ke vzniku trvalých deformací, pro jejichž analýzu je třeba geometricky nelineární řešení 
rozšířit o fyzikálně nelineární řešení. 
 
 
 
Obr. 2.8 Dělení průřezu na vrstvičky 
 
Uvažujme sílu F jako parametr, jehož hodnota roste od nuly s jistým malým krokem. 
Průřez rozdělíme na vrstvičky řezy vedenými ve směru osy z, viz Obr. 2.8. U oceli i u betonu 
předpokládáme pružnoplastický diagram bez zpevnění, viz Obr. 2.9. 
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Obr. 2.9 Pružnoplastický diagram oceli a betonu 
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Průřez je rozdělen vrstvičkami na segmenty, pro které platí: 
 
1) Ocel: Pokud je absolutní hodnota normálového napětí v dané vrstvičce větší než mez 
kluzu, tak se v dalším zatěžovacím kroku šířka vrstvičky (měřená ve směru osy z) uvažuje 
hodnotou vypočtenou vynásobením skutečné šířky podílem Eop/Eo. Např. pásnice má 
v pružném stavu šířku t2, v plastickém stavu oop EEt /2 ⋅ . 
2) Beton: Pokud je absolutní hodnota normálového tlakového napětí v dané vrstvičce větší 
než mez pevnosti betonu v tlaku, tak se v dalším zatěžovacím kroku šířka vrstvičky 
(měřená ve směru osy z) uvažuje hodnotou vypočtenou vynásobením skutečné šířky 
podílem Eob/Eb. 
3) Beton: Pokud je absolutní hodnota normálového tahového napětí v dané vrstvičce větší 
než mez pevnosti betonu v tahu, tak se v dalším zatěžovacím kroku šířka vrstvičky 
(měřená ve směru osy z) uvažuje nulovou hodnotou. 
 
Maximální zatěžovací sílu, která ještě odpovídá pružnému chování prutu, označme 
jako pružnou únosnost. Předpokládejme, že již došlo k vyčerpání pružné únosnosti průřezu  
a že prut je zatížen silou Fi s odpovídající výchylkou ei. Nacházíme se v rovnovážném bodě 
zatěžovací dráhy a chceme počítat vnitřní síly a deformaci od nového dílu zatížení na sloupu, 
který již část zatížení přenáší. Při výpočtu budeme vycházet z přírůstkového nelineárního 
řešení dle [9], [10]. 
 V jednom zatěžovacím kroku předpokládejme, že se průřezové charakteristiky 
nemění, tj. že se nemění velikost a tvar zplastizované části průřezu. Za tohoto předpokladu, 
lze s přihlédnutím k (7) pružný přírůstek deformace ei+1 od malého přírůstku zatížení 
ii FFF −= +∆ 1  vypočítat ze vztahu (37): 
 
ei+1= 
cr
ii
i
F
FF
e
−
−
+11
       (37) 
 
Jak ukážeme dále, je praktičtější uvažovat jako parametr přírůstek deformace ii eee −=∆ +1  
pro který platí, že ii ee ≥+1 . Úpravou (37) obdržíme přírůstek zatížení ∆F v závislosti  
na přírůstku deformace e∆ : 
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V důsledku přírůstku deformace e∆  je porušena momentová podmínka rovnováhy od již 
přeneseného zatížení Fi s odpovídající deformací ei. Ohybový moment Mz od zatížení Fi měl  
v předchozím i-tém kroku hodnotu: 
 
iiz eFM ⋅=       (39) 
 
Požadujme, aby ohybový moment od přeneseného zatížení Fi měl stejnou hodnotu i po 
nárůstu deformace z ei na ei+1, tj. přenesené zatížení Fi je třeba snížit o sílu, kterou označme 
jako Fi,cor. Neboli, je třeba určit residuální sílu Fi,cor, o kterou je třeba snížit již přenesené 
zatížení Fi tak, aby byla splněna momentová podmínka rovnováhy i po nárůstu deformace z ei 
na ei+1: 
 
( ) 1,  +⋅−=⋅= icoriiiiz eFFeFM     (40) 
 
Ze vztahu (40) vyjádříme sílu Fi,cor 
 
1
,
+
∆
=
i
icori
e
eFF       (41) 
 
která určuje korekci již přeneseného zatížení v důsledku nárůstu deformace o e∆ . Celková 
síla se pak vyjádří z (41) a (38) jako 
 
( )
1
,
+
∆
∆
⋅−=−=∆
i
icrcori
e
eFFFFF     (42) 
 
Tento postup, založený na přírůstku deformace e∆ , umožňuje i analýzu sestupné 
větve pracovního diagramu pokud zatěžovací síla klesá coriFF ,<∆ . Obdobný postup odvození 
byl použit při odvozování matic počátečních napětí geometricky a fyzikálně nelineárního 
řešení řešení [9], [10]. 
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Obdrželi jsme další bod pracovního diagramu pro sílu Fi+1 =Fi + F∆  s odpovídající 
výchylkou ei+1, ve kterém jsou splněny podmínky rovnováhy. Na ocelobetonový sloup se 
podíváme jako na dokonale tuhé těleso, na němž určíme přírůstek normálového napětí  
v nejvíce namáhaném průřezu, který přičteme k napětí z předchozích kroků. V dalším kroku  
u průřezu zredukujeme plochu u těch segmentů, u kterých napětí překročilo dovolené 
namáhání. Postup opakujeme pro další kroky  i+2, i+3 atd.  
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3  SROVNÁVACÍ A PARAMETRICKÉ STUDIE 
Teoretické řešení popsané v předchozí kapitole by mělo co nejvěrněji vystihovat 
reálné chování skutečného ocelobetonového sloupu. Za tímto účelem výsledky teoretického 
řešení porovnáme s výsledky experimentálního ověření vzpěrné únosnosti a působení sloupů 
(těles) T16, T17, T18 s obetonovanou stojinou při osovém tlaku, které proběhly na Ústavu 
kovových a dřevěných konstrukcí roku 2002 pod vedením prof. Melchera a doc. Karmazínové 
v rámci výzkumného záměru VUT v Brně reg. č. MSM 261100007, viz Obr. 3.1. 
 
 
 
 
 
       
 
 
Obr. 3.1 Fotografická dokumentace zatěžovací zkoušky tělesa T17 
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3.1 Výsledky měření podélných deformací a mechanických zkoušek 
Výsledkem experimentálního výzkumu jsou křivky vyhodnocené u tří těles popisující 
závislost zatížení – přetvoření uprostřed prutu. Pro porovnání experimentů s teoretickým 
řešením je třeba znát všechny důležité materiálové a geometrické charakteristiky, které 
mohou mít vliv na únosnost a chování sloupů. Jednou z nejdůležitějších charakteristik je 
počáteční zakřivení osy prutu. Měření počátečního přetvoření zkušebních těles bylo 
provedeno metodou velmi přesné nivelace švýcarským kalibrovaným elektronickým 
nivelačním přístrojem Wild NA3003 a speciální komparované kódové invarové latě GWCL 
používané pro průmyslová měření. Pruty byly měřeny ve dvou vzájemně kolmých směrech  
ve vodorovné poloze volně položené na betonové podlaze. Další podrobnosti a informace  
o měření jsou uvedeny ve zprávě [19]. Pro naše účely je jednou z nejdůležitějších informací 
měření počátečního zakřivení osy prutu ve směru osy y, viz Obr. 3.2. 
 
 
Obr. 3.2 Měření počátečního zakřivení osy prutu HE 140A 
 
 
 
Obr. 3.3 Počáteční deformace osy prutu T16 ve směru osy y 
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Obr. 3.4 Počáteční deformace osy prutu T17 ve směru osy y 
 
 
Obr. 3.5 Počáteční deformace osy prutu T18 ve směru osy y 
 
Výsledky měření počátečního zakřivení osy tří těles T16, T17 a T18 ve směru osy y 
převzaté ze zprávy [19] jsou zobrazeny na Obr. 3.3, Obr. 3.4 a Obr. 3.5. Z obrázků je patrno, 
že tvar počátečního zakřivení je přibližně ve tvaru jedné půlvlny funkce sinus s maximálními 
amplitudami 2,99 mm, -2,95 mm a 2,92 mm. S ohledem na symetrii řešeného průřezu je 
možno uvažovat maximální amplitudy absolutními hodnotami, přičemž statistickým 
vyhodnocením obdržíme střední hodnotou me1 = 2,9533 mm a směrodatnou odchylkou 
Se1 = 0,035119 mm. 
Obdobně byly měřeny mechanické charakteristiky betonu použitého pro výrobu 
zkušebních těles. Průměrná krychelná pevnost betonu vyhodnocená ze tří vzorků 28. den měla 
velikost 102,5 MPa, průměrný modul pružnosti měřený 28. den měl velikost 49,5 MPa. Mez 
kluzu byla vypočtená z 16 vzorků 454 MPa, 436 MPa, 452 MPa, 450 MPa, 453 MPa, 
455 MPa, 471 MPa, 451 MPa, 449 MPa, 451 MPa, 450 MPa, 457 MPa, 472 MPa, 462 MPa, 
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473 MPa, 457 MPa. Průměrná mez kluzu je mfy = 455,81 MPa a směrodatná odchylka je 
Sfy = 9,69 MPa. 
Geometrické charakteristiky profilu HE 140A byly uvažovány nominálními hodnotami. 
Modul pružnosti oceli byl uvažován hodnotou 210 GPa. 
3.2 Porovnání teoretického řešení s experimenty 
Výsledné závislosti „zatížení - přetvoření“ tří zkušebních těles T16, T17 a T18 
převzaté z [11], [14], [19] popisují měření provedené při třech zatěžovacích zkouškách, viz 
Obr. 3.6. Ve srovnávací studii s teoretickým řešením budeme uvažovat experimentálně 
zjištěné materiálové a geometrické charakteristiky popsané v předchozí kapitole, přičemž jako 
vstupy budeme uvažovat průměrné hodnoty. Veličiny h, b, t1, t2, Eo, které nebyly měřeny, 
jsou uvažovány nominálními hodnotami, viz Tab. 1. 
 
Tab. 1 Vstupní geometrické a materiálové charakteristiky 
č. Název veličiny Materiál Symbol Hodnota 
1 Nominální výška průřezu 
 
 
Ocel 
h 133 mm 
2 Nominální šířka průřezu b 140 mm 
3 Nominální tloušťka stojiny t1 5,5 mm 
4 Nominální tloušťka pásnice t2 8,5 mm 
5 Průměrná mez kluzu mfy 455,81 MPa 
6 Modul pružnosti oceli Eo 210 GPa 
7 Prům. krychelná pevnost betonu 
Beton 
mfc 102,5 MPa 
8 Modul pružnosti betonu Eb 49,5 GPa 
9 Amplituda počátečního zakřivení  e1 2,9533 mm 
 
 
 Závislost „zatížení - přetvoření“ obdržená teoretickým řešením je na Obr. 3.6 
vykreslena plnou čarou, jejíž modrá část odpovídá pružnému řešení získanému podle teorie 
2. řádu. Červená a černá část odpovídá pružnoplastickému řešení. Mezní únosnost je 
definována jako vrchol zatěžovací dráhy na předělu mezi červenou a černou částí křivky.  
Za deformaci na mezní únosnosti označme maximální deformaci uprostřed prutu zatíženého 
silou rovnající se mezní únosnosti. U oceli a u betonu byly uvažovány bilineární pružno-
plastické pracovní diagramy bez zpevnění. Součinitel Ca byl uvažován dle (17). Červená čára 
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(rostoucí část větve) odpovídá rostoucí zatěžovací síle a rostoucí deformaci, černá čára 
(klesající část větve) odpovídá klesající zatěžovací síle a rostoucí deformaci. 
 
 
Obr. 3.6 Porovnání teoretického řešení s experimentálními výsledky 
 
Z Obr. 3.6 je patrno, že se teoretické řešení velmi dobře shoduje s výsledky 
zatěžovacích zkoušek těles T16, T17, T18. Experimentálně obdržené výsledky se mírně liší, 
což může být způsobeno imperfekcemi, které nebyly měřeny např. vlastním pnutím, tuhostí 
kloubového uložení konců prutu, excentricitou zatěžovací síly, odchylkami průřezových 
charakteristik od nominálních hodnot a drobnými odchylkami modulu pružnosti oceli či 
jinými materiálovými či geometrickými charakteristikami, které nebyly mechanickými 
zkouškami postihnuty. 
Z teoretického řešení jsme obdrželi pružnou únosnost 1624,256 kN (konec modré  
a začátek červené větve) a mezní únosnost (vrchol zatěžovací dráhy) 1663,145 kN. 
Odpovídající deformace na mezní únosnosti 20,8 mm se velmi dobře shoduje 
s experimentálně zjištěnými deformacemi 21,91 mm, 22,73 mm a 21,28 mm těles T16, T17, 
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T18. Plastická rezerva únosnosti je 2,4 %, což je dle očekávání a v souladu s obecnými 
poznatky relativně malá hodnota. 
 Na Obr. 3.6 je dále zobrazena změna ohybové tuhosti 31 −⋅ EEI  teoretického řešení. 
Únosnost 1663,145 kN odpovídá stavu, kdy je částečně zplastizován ocelový průřez, přičemž 
betonový průřez je ještě v pružném stavu. Při dalším růstu deformace (klesající část křivky) se 
velmi rychle rozvíjí i plastizace v nejvíce tlačené betonové části průřezu. 
3.3 Parametrická citlivostní analýza 
 Cílem parametrické citlivostní analýzy je zjistit, které geometrické nebo materiálové 
imperfekce mají na mezní stav únosnosti a tomu odpovídající deformace největší vliv. První 
zkoumanou imperfekcí je amplituda počátečního zakřivení osy prutu, pro kterou je uvažováno 
sedm hodnot na intervalu 4,5;01 ∈e mm. Všechny ostatní veličiny jsou uvažovány dle     
Tab. 1. 
 
 
Obr. 3.7 Analýza vlivu počáteční deformace e1 osy prutu 
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V grafech na Obr. 3.6 a Obr. 3.7 jsme u betonu a oceli uvažovali bilineární pružno-
plastické pracovní diagramy bez zpevnění. Zopakujme nyní teoretické řešení z Obr. 3.6 
s modulem zpevnění oceli opop EkE ⋅=  a modulem zpevnění betonu bpbp EkE ⋅= , viz Obr. 
3.8.  
 
 
Obr. 3.8 Analýza vlivu součinitele kp   
 
Počáteční amplituda je pro zvýraznění vlivu součinitele kp zvětšena na hodnotu 
e1=10mm. Nárůst mezní únosnosti pro kp = 0,3 je v porovnání s kp = 0,0 přibližně 1,9 %.  
Pro praktický výpočet je však hodnota součinitele zpevnění kp=0,3 nereálně vysoká, což je 
zřejmé i z příliš vysoké deformace na mezní únosnosti. Navýšení mezní únosnosti pro kp=0,1 
z hodnoty kp=0,0 je pouze 0,4 %. Výsledky na Obr. 3.8 potvrzují, že bilineární pružno-
plastické pracovní diagramy bez zpevnění je možno s dostatečnou přesností uvažovat ve 
výpočtovém modelu. Pokud nebude popsáno jinak, bude tento přístup uvažován i v dalších 
studiích. 
V další studii určíme vliv součinitele Ca na průběh „zatížení - přetvoření“ a na mezní 
únosnost, viz Obr. 3.9. V souladu s kapitolou 2.3 budeme Ca uvažovat hodnotami 
9,0;8,0;7,0;6,0∈Ca , všechny vstupní veličiny jsou dle Tab. 1. 
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Obr. 3.9 Analýza vlivu součinitele Ca 
 
Z Obr. 3.9 je patrno, že změna součinitele Ca charakterizující účinnou tuhost betonové 
části má relativně velký vliv na mezní únosnost, ale na odpovídající hodnotu e uprostřed prutu 
má relativně malý vliv. Hodnota Ca = 0,9 dává rychleší pokles síly za mezní únosností než 
zbývající hodnoty Ca a je méně věrná i z hlediska porovnání s experimentálními výsledky.  
Na účinnou tuhost betonové části může mít velký vliv také sečnový modul pružnosti 
betonu Eb. S cílem postihnout vliv této veličiny předpokládejme, že sečnový modul pružnosti 
betonu Eb a krychelná pevnost jsou dvě nezávislé veličiny a uvažujme Eb hodnotami 
GPa60;GPa55;GPa50;GPa45;GPa40∈bE , všechny ostatní vstupní veličiny jsou 
uvažovány dle Tab. 1. Výsledky zobrazené na Obr. 3.10 dokládají relativně velký vliv změny 
sečnového modulu pružnosti betonu Eb na mezní únosnost; výsledky názorně doplňují studii  
z Obr. 3.9. 
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Obr. 3.10 Analýza vlivu sečnového modulu pružnosti Eb 
 
Předpokládejme dále, že sečnový modul pružnosti betonu a krychelná pevnost fc jsou 
dvě nezávislé veličiny a uvažujme fc hodnotami MPa110;MPa105;MPa100;MPa95∈cf , 
všechny ostatní vstupní veličiny jsou uvažovány dle Tab. 1. Výsledky zobrazené na Obr. 3.11 
dokládají, že mezní únosnost není citlivá na změnu krychelné pevnosti, malý vliv je patrný až 
na klesající větvi zatěžovací křivky kdy dochází k plastizaci betonu. Nejdříve se plastizuje 
ocelová část a pak až betonový průřez, prakticky stejné hodnoty pružné a mezní únosnosti 
bychom obdrželi, pokud bychom místo krychelné uvažovali válcovou pevnost, která se rovná 
přibližně 80 % krychelné. Betonová část má v porovnání s ocelovou částí relativně malý 
modul pružnosti Eb (malou tuhost), v důsledku čehož deformace od zatěžovacího lisu vyvolá 
v betonu tomu odpovídající (relativně malé) napětí, viz (14). K plastizaci dochází nejdříve  
u ocelového „tužšího“ průřezu (který přenáší relativně větší sílu) a teprve následně  
u betonového průřezu (který přenáší relativně menší sílu). Je třeba poznamenat, že u oceli byl 
zanedbán vliv vlastního pnutí a není modelováno boulení pásnice (dobře patrné na Obr. 3.1 
vpravo dole). Tyto a další nepopsané jevy mohou mít jistý vliv na soudržnost oceli a betonu  
a příspívat ke ztrátě únosnosti ocelobetonového průřezu, která je v [19] popsána takto: 
„Tělesa vyplněná betonem vysoké pevnosti prokazovala velkou tuhost při rovinném vzpěru a 
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před dosažením mezní únosnosti došlo k náhlému vybočení doprovázenému odstřelením 
nejvíce namáhané tlačené oblasti betonu“, viz  Obr. 3.1 pravo dole.  
Z hlediska teoretického řešení mezního stavu únosnosti a spolehlivosti konstrukce 
však není detailní analýza těchto jevů až tak zásadní, neboť navýšení síly z pružné do mezní 
únosnosti je pouze 3%. tj. pružná únosnost se přibližně rovná 97 % mezní únosnosti. 
 
 
Obr. 3.11 Analýza vlivu krychelné pevnosti betonu fc 
 
Z Obr. 3.12 je patrný relativně velký vliv meze kluzu na mezní únosnost a tomu 
odpovídající deformaci. Dalšími charakteristikami z Tab. 1 jsou geometrické charakteristiky 
průřezu h, b, t1, t2 a modul pružnosti oceli Eo. Norma [30] definuje pro tyče průřezu I a H 
z konstrukčních ocelí mezní úchylky rozměrů a tolerance tvaru. Mezní úchylky pro průřez 
HE 140A jsou uvedeny v Tab. 2. 
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Tab. 2 Mezní úchylky průřezu HE 140A dle EN 10034 
č. Název veličiny Symbol 
Minimální 
hodnota 
Nominální 
hodnota 
Maximální 
hodnota 
1 Nominální výška průřezu h 131 mm 133 mm 136 mm 
2 Nominální šířka průřezu b 138 mm 140 mm 144 mm 
3 Nominální tloušťka stojiny t1 4,8 mm 5,5 mm 6,2 mm 
4 Nominální tloušťka pásnice t2 7,5 mm 8,5 mm 10,2 mm 
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Obr. 3.12 Analýza vlivu meze kluzu fy 
 
Poslední studovanou veličinou je modul pružnosti oceli Eo. Tato veličina se prakticky 
uvažuje hodnotou 210 GPa, odchylky u běžně používaných ocelí jsou velmi malé, viz např. 
[5], [24]. Pro základní orientaci o vlivu této veličiny na mezní stav únosnosti budeme v této 
kapitole uvažovat tři hodnoty GPa220;GPa210;GPa200∈oE . 
 43
 
Obr. 3.13 Analýza vlivu výšky průřezu h 
 
 
Obr. 3.14 Analýza vlivu šířky pásnice b 
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Obr. 3.15 Analýza vlivu tloušťky stojiny t1 
 
 
Obr. 3.16 Analýza vlivu tloušťky pásnice t2 
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Obr. 3.17 Analýza vlivu modulu pružnosti oceli Eo 
 
Z grafů na Obr. 3.7 až Obr. 3.17 je patrný vliv vstupních veličin na mezní stav 
únosnosti. Je třeba poznamenat, že změna sledovaných veličin byla určena odborným 
odhadem dle dlouhodobých zkušeností. Jako nejdůležitější sledované charakteristiky jsou 
pružná únosnost a jí odpovídající deformace a mezní únosnost a jí odpovídající deformace. 
Přehled sledovaných charakteristik a autorovo ohodnocení vlivu jejich změny na sledované 
výstupy je uveden v Tab. 3. Pro přehlednost byla zvolena stupnice od 0 do 3, nula znamená 
žádný vliv, tři znamená velký vliv. Provedené ohodnocení je subjektivní a usnadňuje 
rekapitulaci výsledků. 
Veličiny, u kterých se prokázal velký vliv, jsou e1, Eb, fy, b, t2. Tyto veličiny 
(imperfekce) by měly být měřeny s maximální přesností a to i na úkor těch imperfekcí,  
u kterých se vliv neprokázal. Zde prezentovaná citlivostní analýza je velmi názorná, nicméně 
relativně jednoduchá, neboť každá veličina se uvažuje pouze několika vhodně zvolenými 
hodnotami.  
Studie nicméně nepostihují např. interakce mezi jednotlivými vstupními veličinami 
(vliv dvojic, trojic apod.). Pro přesnější (a kvantifikovanou) citlivostní analýzu je třeba 
postihnout změnu každé vstupní veličiny na základě kvantifikované změny, kterou je četnost 
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realizace dané veličiny stanovená měřením. Vstupními charakteristikami jsou pak náhodné 
veličiny stanovené experimentálním výzkumem. 
 Tab. 3 Ohodnocení vlivu změny vstupních veličin na mezní stav únosnosti 
 Vliv sledované veličiny 
Vstupní 
veličina Pružná únosnost 
Defomace e 
odpovídající 
pružné únosnosti 
Mezní únosnost 
Defomace e 
odpovídající 
mezní únosnosti 
e1 3 3 3 3 
kp 0 0 1 1 
Ca 3 0 3 1 
Eb 3 0 3 1 
fc 0 0 0 0 
fy 3 3 3 3 
h 1 0 1 0 
b 3 2 3 2 
t1 1 1 1 0 
t2 3 2 3 2 
Eo 1 1 1 1 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 47
4  GEOMETRICKY NELINEÁRNÍ ANALÝZA MKP 
K ověření výsledků teoretické analýzy byl vytvořen model ocelobetonového prutu pro 
fyzikálně nelineární výpočet MKP v programovém systému ANSYS. Program ANSYS je 
výrobcem deklarován jako „otevřený systém“, který umožňuje řízení výpočtu, definování 
vlastních materiálových modelů apod. Při zadání vstupních dat prostřednictvím textových 
souborů (maker) je možné využít knihovnu funkcí pro řízení výstupů, funkcí matematických, 
vyhledávacích a dalších. Možnost efektivního opakování výpočtů se změněnými vstupními 
hodnotami dává prostor k vytváření parametrických studií.  
Obr. 4.1 Prvek Shell 181                                           Obr. 4.2 Prvek Solid 65 
 
Ocelový prut a koncové roznášecí desky jsou modelovány deskostěnovými prvky 
Shell 181 na Obr. 4.1. Shell 181 je 4-uzlový prvek, který má v každém uzlu šest stupňů 
volnosti - 3 posuvy a 3 rotace. Betonovou výplň tvoří objemové prvky Solid 65  
viz Obr. 4.2. Prvek je definován osmi uzly se třemi stupni volnosti v každém uzlu – posuvy ve 
směru osy x, y, z. Použité prvky umožňují řešení úloh plasticity, velkých posunů a velkých 
poměrných deformací. 
Hustota dělení konstrukce konečnými prvky byla zvolena tak, aby se podíl délek stran 
elementů maximálně přibližoval ideálnímu poměru 1:1. Bylo použito 2832 prvků a 2500 uzlů. 
Vstupní charakteristiky byly převzaty z Tab. 1. Okrajové podmínky podporového konce prutu 
jsou definovány v koncovém uzlu v ose prutu. V tomto uzlu bylo zamezeno posunu ve směru 
osy x,y a z, roznos reakce do průřezu je zajištěn koncovými deskami. Druhý, posuvný okraj 
prutu je pro zabránění rotací kolem podélné osy upevněn liniovou podporou. Koncovým 
uzlům liniové podpory je zabráněno posuvům ve směru osy y a z. 
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Pro řešení nelineární úlohy byla použita Euler Newton-Raphsonova metoda založená 
na proporcionálním zatěžování [1]. Výpočet únosnosti byl ukončen tehdy, až bylo dosaženo 
mezní únosnosti prutu. Při výpočtu bylo využito automatického přitěžování programem 
ANSYS. 
Prut prochází při výrobě a začleněním do konstrukce řadou fází, které se týkají změn 
geometrie, okrajových podmínek a zatížení (vlastní pnutí oceli, smršťování betonu). ANSYS 
umožňuje modelovat tyto vlivy prostřednictvím postupného „vypínání“ a následného 
„oživování“ prvků v průběhu analýzy.  
4.1 Pracovní diagramy betonu 
V analýze MKP jsou použity dva modely pracovního diagramu betonu. Jednak byl 
použit bilineární pracovní diagram definovaný veličinami Eo,, fy uvedenými v Tab. 1 a Obr. 
2.9. Pro přesnější zachycení skutečnosti byl v souladu s EC2 [33], použit parabolicko-
rektangulární pracovní diagram betonu. Pracovní diagram je vykreslen na Obr. 4.3.  
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Obr. 4.3 Parabolicko-rektangulární pracovní diagram betonu 
 
Průběh diagramu je do hodnoty bε  lineární, v intervalu 1; εεε b∈  je tvořen kvadratickou 
parabolou, která je dána funkcí: 
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( )2bibii qE εεεσ −⋅−⋅=
    (43) 
kde εb označuje přetvoření betonu na konci lineární větve.  
 
b
c
b E
f4,0=ε      (44) 
Hodnota parametru q je odvozena z podmínky:  
cc fqf =⋅∆− 26,1 ε     (45) 
Odtud plyne  
    q = 2
6,0
ε∆
⋅ cf
     (46) 
V programu ANSYS je pracovní diagram zadán pomocí obecných bodů se souřadnicemi 
ii σε , . 
4.2 Varianty výpočetních analýz 
V průběhu vytváření optimálního modelu, který by co nejblíže odpovídal hodnotám 
naměřeným během experimentu, bylo vytvořeno celkem 5 základních variant. U oceli je 
stejně jako v teoretickém řešení definován bilineární pružno-plastický pracovní diagram bez 
zpevnění.  
 
shell 181
solid 65 shell 181
solid 65
solid 65
 
Obr. 4.4 Model MKP pro Var. 1,2,4,5                          Obr. 4.5 Model MKP pro Var. 3 
 
Pro beton byly použity dva typy pracovních diagramů. Bilineární pružno-plastický 
pracovní diagram bez zpevnění podle obr Obr. 2.9 a parabolicko-rektangulární pracovní 
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diagram dle Obr. 4.3. Ve variantě 4 a 5 jsou doplněny zatěžovací stavy vlastního pnutí  
a smršťování. Modely MKP pro jednotlivé varianty jsou na Obr.4.4 a Obr.4.5. 
Jednotlivé varianty jsou popsány takto: 
- Var. 1 První výpočet byl proveden se stejnými podmínkami, jako v teoretickém 
modelu, tedy s bilineárním pracovním diagramem oceli a betonu. V řešení je uvažována 
plná hodnota modulu pružnosti betonu Eb, tedy nebude prováděna redukce součinitelem 
Ca. Dosažená únosnost 1858,7 kN, je o 241,3 kN (15 %) vyšší, než experimentálně 
zjištěná hodnota 1617,4 kN. 
- Var. 2 Modul pružnosti betonu Eb je stejně jako v analytickém řešení redukován 
součinitelem Ca=0,6. Redukce tuhosti značně snižuje únosnost prvku. Řešením jsme 
obdrželi mezní únosnost 1452,93 kN, která je ve srovnání s experimentálně dosaženou 
hodnotou menší o 164,43 kN (10 %). 
- Var. 3 . Model používá kombinaci betonu se dvěma hodnotami modulu pružnosti Eb dle 
Obr.4.5. Styk betonu s ocelí je modelován vrstvičkou betonu tl.20mm, s modulem 
pružnosti Eb redukovaným hodnotou Ca=0,6. Tato vrstva simuluje snížení 
mechanických vlastností. Zbývající část výplně odpovídala pracovnímu diagramu 
betonu s plnou hodnotou Eb. Je zřejmé, že únosnost se sníží v závislosti na tloušťce 
redukovaného betonu. Snížení výsledné tuhosti betonového jádra lze nakalibrovat tak, 
aby bylo dosaženo požadované mezní únosnosti velmi přesně. Pro určení tloušťky 
redukované vrsvy betonu nebyl nalezen postup, který by mohl být použit při změně 
geometrických a materiálových charakteristik. 
- Var. 4 V tomto modelu je v maximální míře zohledněno skutečné působení prutu, 
zejména s ohledem na jeho materiálové charakteristiky. Pro beton je uvažován 
parabolicko – rektangulární pracovní diagram, viz Obr. 4.3. Do výpočtu jsou doplněny  
i zatěžovací stavy pro působení vlastního pnutí a smršťování betonu. Výsledná mezní 
únosnost 1651,42 kN se odchyluje od únosnosti zkušebních těles o 34,02 kN (2,1 %).  
- Var. 5 Model zůstává stejný jako ve variantě Var. 4, přitěžování je provedeno 
deformačním posunem konce prutu ve směru osy x, čímž je modelováno působení 
experimentálního přitěžování tlakem lisu. Zatěžovací síla je v každém kroku odečítána 
jako reakce podporového uzlu s odpovídajícím vychýlením. Deformační přitěžování 
umožňuje vykreslení sestupné větve za vrcholem zatěžovací křivky. Model dává dobré 
hodnoty mezní únosnosti 1638,34 kN s rozdílem únosnosti od experimentu 20,94 kN 
(1,3 %).  
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Výstup z Var. 1 a Var. 2 je zcela mimo interval únosností daný experimentem. Nepřímo 
jsou tak potvrzeny vysoké nároky fyzikálně a geometricky nelineárních úloh na použití  
co nejvěrnějších pracovních diagramů. Dobrých výsledků je dosaženo ve variantě Var. 3 
s kombinací dvou hodnot modulu pružnosti Eb. Postup však není možné zopakovat při 
změně vstupních charakteristik. Nejlepších výsledků je dosaženo postupem výpočtu podle 
Var. 4 a Var. 5. Mezi variantami je rozdíl pouze v postupu přitěžování. Mezní únosnost  
z Var. 5 se více přibližuje experimentálně získaným hodnotám. Při hodnocení dosažených 
hodnot je potřeba uvážit, zda se v rámci zvoleného přitěžovacího kroku podařilo určit 
únosnost ve vrcholu zatěžovací křivky dostatečně přesně. Úvahu potvrzuje nízká hodnota 
deformace 14,52mm při dosažení mezní únosnosti. Určení mezní únosnosti a deformace je 
nepřesné i přesto, že v okolí vrcholu zatěžovací křivky byla zmenšena velikost přírůstků. 
Tato skutečnost vede k zamítnutí modelu Var. 5 pro další použití. Dalším argumentem pro 
zamítnutí deformačního zatížení je praktická nepoužitelnost při zkoumání vlivu 
dotvarování, během kterého by docházelo k nežádoucímu poklesu zatěžovací síly.  
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Obr. 4.6 Porovnání variant MKP s experimentálními výsledky 
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Zatěžovací křivky obdržené z variantních řešení jsou vykresleny na Obr. 4.6 plnou 
čarou. Modrou čarou je vykreslena oblast pružného působení oceli, červená a černá část 
odpovídá pružnoplastickému řešení. Mezní únosnost je definována jako vrchol zatěžovací 
dráhy na předělu mezi červenou a černou částí křivky, případně konec červené čáry, u řešení, 
ve kterých nebyla získána sestupná větev. Čárkovaně jsou v grafu vykresleny zatěžovací 
křivky tří zkušebních těles T16, T17, T18.  
Z uvedených variant bude dále použita Var. 4., která poskytuje nejspolehlivější 
hodnoty mezní únosnosti. Pružná únosnost u Var. 4. činí 1631,23 kN a mezní únosnost 
(vrchol zatěžovací dráhy) 1651,42 kN. Rozdílná hodnota deformace na mezní únosnosti 
18,75 mm (naměřené hodnoty deformací na tělesech jsou 21,91 mm, 22,73 mm, 21,28 mm) 
může být způsobena idealizovaným pracovním diagramem oceli a betonu, nehomogenitou 
materiálu.  
Výsledky nelineární analýzy MKP mají dobrou shodu s experimentem a současně 
potvrzují správnost teoretického řešení.  
 
 
 
Obr. 4.7 Ocel, σx od vlastních pnutí 
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Popis působení mechanismu ocelobetonového prutu v jednotlivých zatěžovacích 
stavech je zpracován grafickým zobrazením napjatosti v nejvíce zatěžovaných částech prutu. 
Ve výstupech jsou použity napětí v hlavních osách x, y, z. Ta jsou upřednostněna před    
vykreslením hodnot napětí, která nerozlišují tlaková a tahová napětí.  
 
 První zatěžovací stav představuje zavedení vlastních pnutí se střední hodnotou 
rσ =80 MPa, podle linearizovaného lomeného průběhu na Obr. 4.18. V tomto zatěžovacím 
stavu jsou elementy betonu a roznášecích desek dočasně „vypnuty“, protože na továrně 
vyrobeném ocelovém válcovaném profilu se roznášecí desky ani betonová část průřezu 
nevyskytují. Zavedení vlastních pnutí je na modelu simulováno nerovnoměrnou změnou 
teploty ocelového prvku o T∆ = ±63,3° K. Dosažení stanovených hodnot je viditelné na Obr. 
4.7. Okraje pásnic a střed stojiny jsou tlačené hodnotou -80,1 MPa. Na styku stojiny a pásnice 
je tah 80,1 MPa. Vliv vlastních pnutí oceli na únosnost prutů je proveden dále v kapitole 4.5.  
 
V druhém zatěžovacím stavu je modelováno smršťování z vysychání tvrdnoucího 
betonu. V tomto zatěžovacím stavu je „zapnuto“ působení prvků betonu a koncových desek. 
Ocelový prut brání betonu ve zkracování a tím je do jeho prvků vnášen tlak. Velikost 
přetvoření ze smršťování εcs je stanovena podle [33], v modelu je zadána snížením teploty 
prvků Solid 65 o T∆ = -17,1° K. Výstupem jsou normálová napětí σx na Obr.4.8. Do začátku 
tvrdnutí betonu existovalo na prutu pouze napětí od vlastních pnutí. Smršťování způsobí 
pokles tahového napětí na styku pásnice se stojinou a nárůst tlakového napětí na okrajích 
pásnic z σx=-80,1 MPa na hodnotu σx=-116,0 MPa. Poznamenejme, že velikost normálového 
napětí od smršťování je po délce prutu konstantní stejně jako vlastních pnutí. Podle Obr. 4.9 
je maximálních hodnot normálového napětí v betonové části dosaženo na styku s ocelí.  
Odsud je napětí přenášeno působením smyku k okrajům betonového průřezu, kde není 
smršťování bráněno ocelovými prvky. Betonová část průřezu je celá tažená, rozdílná je 
intenzita dosažených napětí. Minimálních hodnot napětí je dosaženo na okrajích betonu, 
maximální napětí jsou v rozích na styku pásnice a stojiny. Napětí však dosahují malých 
hodnot ve srovnání s hodnotami normálových napětí při dosažení mezní únosnosti  
na Obr. 4.13, kde již napětí od smršťování betonu není pozorovatelné. Stanovení smršťování 
betonu na mezní únosnost je zpracováno v kapitole 4.6.  
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Obr. 4.8 Ocel, σx při smršťování betonu 
 
 
Obr. 4.9 Beton, σx při smršťování betonu 
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Třetí zatěžovací stav zahrnuje postupné přitěžování. Na obrázcích je zobrazeno napětí 
v plastickém stadiu oceli, na zatěžovací křivce se jedná o vzestupnou větev vykreslenou 
červenou čárou. 
Z celkových pohledů na Obr. 4.10 a Obr. 4.12 je zřejmé, že největších hodnot 
normálového napětí bylo dosaženo uprostřed prutu, směrem ke koncům se intenzita napětí 
snižuje. Zaměřme se na ocelové pásnice. Podle detailu na  Obr. 4.11 má napětí v oceli 
konstantní průběh, odpovídající bilineárnímu pracovnímu diagramu. To potvrzuje správnost 
předpokladu Navierovy hypotézy v teoretickém řešení, tj. že průřezy jsou rovinné před i po 
přetvoření. Napětí ve více zatěžované polovině pásnice je rozděleno do několika pásem 
s rozsahem σx=-204 MPa  až -468 MPa, zatímco druhá polovina pásnice je jednotném pásmu 
napětí σx=-171 MPa až -204 MPa. Rozdíl napětí na okraji a uprostřed pásnice je způsoben 
superpozicí tlakových napětí od vlastních pnutí na okraji pásnice a přitěžování normálovou 
silou na excentricitě. Z celkového pohledu na  Obr. 4.10 je zřejmé, že toto pásmo se směrem 
k podporám zužuje současně se snižováním účinku momentového namáhání. Další extrém 
vzniká uprostřed stojiny, napětí však nedosahuje meze kluzu oceli.  
Na Obr. 4.12 a Obr. 4.13. jsou zobrazena normálová napětí v betonu s maximální 
hodnotou σx=-98,7 MPa. Zatímco u oceli již probíhá plastizace pásnic, beton ještě nedosahuje 
krychelné pevnosti betonu fc=102,5 MPa. Model ANSYS tak potvrzuje výsledky teoretického 
řešení, ze kterých vyplývá, že k drcení betonu dochází až po dosažení meze kluzu oceli.  
Na Obr. 4.13 je dobře pozorovatelné rozšíření izopásem na okraji nejvíce tlačené části betonu.  
Podrobný model MKP umožňuje sledovat nejen majoritní napětí ve směru x, ale i 
napětí ve směrech osy y a z, která mají řádově nižší velikost. Obr. 4.14 zachycuje zónu 
tahových napětí ve směru osy y s maximálními hodnotami uprostřed betonového průřezu. 
Tahová napětí přechází do tlakových napětí na styku s ocelovou pásnicí. V kolmém směru,  
ve směru osy z je tlačená oblast na styku se stojinou. Směrem k okraji betonové části přechází 
v taženou zónu, způsobující odštípnutí betonu. Podobného porušení "odstřelením" betonové 
části bylo dosaženo i během experimentálního přitěžování, viz Obr. 3.1 vpravo dole. 
Následující výpočty v prostředí ANSYS budou zaměřeny na vlivy, které nejsou v teoretickém 
řešení postihnuty tj. na účinky vlastních pnutí oceli,  smršťování betonu a změnu Poissonova 
součinitele. 
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Obr. 4.10 Normálová napětí σx v oceli, celkový pohled 
 
 
Obr. 4.11 Normálová napětí σx v oceli, detail uprostřed prutu 
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Obr. 4.12 Normálová napětí σx v betonu, celkový pohled  
 
 
Obr. 4.13 Normálová napětí σx v betonu, detail uprostřed prutu 
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Obr. 4.14 Beton, napětí, σy, detail uprostřed prutu 
 
 
Obr. 4.15 Beton, napětí σz, detail uprostřed prutu 
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4.3 Stanovení velikosti přitěžovacích přírůstkových kroků 
V dosavadních výpočtech, kdy se jednalo o jednotlivé pruty, bylo možné velikost 
přírůstků upravit podle dosažených výsledků a celý výpočet zopakovat. Tento postup již není 
možný pro analýzy obsahujících desítky a stovky simulací.  Jak ukazuje Obr. 4.16, i při 
použití automatického přitěžování v programu ANSYS není dosažena přesnost výpočtu  
a hladký průběh zatěžovací křivky. Pro stanovení metody přitěžování při výpočtu mezní 
únosnosti byla provedena parametrická studie pro 10 simulací LHS v jednom výpočtu.  
V následujícím cyklu byla snížena velikost přírůstků přitížení na polovinu. Na Obr. 4.16 jsou 
zobrazeny grafické výstupy z vybraných cyklů a to pro 400 kN, 100 kN, 12,5 kN a pro 
proměnný přírůstek 200 až 0,2 kN. Na Obr. 4.16 lze sledovat postupné vyhlazení průběhu 
zatěžovacích křivek, je zřejmé i postupné zpřesňování výsledné únosnosti a dosažené 
deformace při snižování přírůstku přitížení. Dobrých výsledků je dosaženo již s přírůstky 
100 kN, které představují přibližně 1/15 až 1/20 únosnosti tělesa. Tohle přitěžování je stále 
velmi hrubé a nelze stanovit začátek plastizace ocelových pásnic.  
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Obr. 4.16 Vliv změny přírůstku přitížení v programu ANSYS 
 
Z tohoto důvodu jsou výpočty mezní únosnosti prováděny ve dvou cyklech. V prvním 
cyklu je přitěžováno již zmiňovanými přírůstky 100kN. Získaná hodnota mezní únosnosti je 
zpřesněna ve druhém cyklu, kde je výpočet zopakován s postupným zjemňováním přírůstků 
před dosažením mezní únosnosti. V počáteční fázi, kdy je křivka deformace vs. zatížení 
poměrně strmá, je velikost přírůstku cca 200kN. Tato hodnota je postupně snižována až na 
hodnotu 0,2kN ve vrcholu zatěžovací křivky. Další zjemnění přitížení mezi zadanými 
přírůstky provádí program samostatně v režimu automatického přitěžování.  
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4.4 Vliv Poissonova součinitele 
Poissonův součinitel (součinitel příčného přetvoření) je možné podle EC2 [33] 
uvažovat hodnotou µ =0,2 pro beton bez trhlin, a hodnotou µ =0,0 pro beton s trhlinami.  
Pro zjištění vlivu Poissonova součinitele na únosnost prutu byl proveden parametrický 
výpočet se zadáním Poissonova součinitele v intervalu 02,0;15,0;10,0;05,0;0,0∈µ . 
Součinitel příčného přetvoření pro ocelové prvky je uvažován hodnotou 0,3. Pro každou 
hodnotu bylo provedeno 10 simulací metodou LHS se vstupními náhodnými veličinami podle 
Tab. 6. Amplituda počátečního zakřivení je uvažována konst e1=2,9533 mm. Výsledky jsou 
zobrazeny na Obr. 4.17 a v Tab. 4. 
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Obr. 4.17 Grafy mezní únosnosti a deformace vs. Poissonův součinitel 
 
Tab. 4 Výsledky 10 simulací metodou LHS 
µ
 0,0 0,05 0,10 0,15 0,20 
e[mm] 18,6 19,0 19,6 18,8 19,1 
F[kN] 1599,72 1600,12 1601,73 1602,77 1603,31 
 
Rozdíly v únosnostech jsou nepatné, pro jejich zobrazení musí být použito převýšené 
měřítko. Závislost mezní únosnosti na Poissonově součiniteli je rostoucí. Vzhledem k malému 
vlivu na výslednou únosnost (0,2 %) a ke skutečnosti, že trhliny se u tlačeného prutu 
vyskytují až po dosažení mezní únosnosti, bude v dalších analýzách uvažováno s hodnotou 
Poissonova součinitele µ =0,2. 
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4.5 Vliv vlastních pnutí 
Vlastní pnutí rσ jsou přítomna v každém kovovém prvku, pokud nebyla redukována 
žíháním. U prutů z válcované oceli vznikají vlastní pnutí nerovnoměrným chladnutím jeho 
částí, především pro nestejnou tloušťku a nestejný odvod tepla. Výsledkem je, že části, které 
chladnou dříve jsou tlačeny - stěna profilu I a okraje pásnic, zatímco části, které chladnou 
později jsou taženy – zaústění stěny. Vlastní pnutí jsou obecně prostorová, nejdůležitější 
složka je ve směru osy prutu. Podle [2] dosahují maximální hodnoty v průřezu běžně 50 % fy, 
nezřídka však byla zjištěna vlastní pnutí blízká fy. V našem případě je horní mez vlastních 
pnutí v souladu s [27] omezena na ~0,3 fy to je rσ =160 MPa. 
~0,3
tlak
~0,2
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~0,2
tah
tah
tlak
 
Obr. 4.18 Vlastní pnutí rσ ve válcovaném profilu 
 
Pro analýzu vlivu vlastních pnutí na mezní únosnost budeme rσ  uvažovat hodnotami 
rσ MPa160;MPa120;MPa80;MPa40;MPa0∈ , ostatní vstupní veličiny jsou dle Tab. 1. 
Průběh vlastních pnutí je uvažován podle Obr. 4.19 jako lomená čára s tlačenými okraji 
pásnic a středem stojiny. Vlastní pnutí jsou modelována poklesem teploty, např pro 
rσ =80 MPa představuje T∆ = ±63,3° K. 
Výstupem analýzy jsou křivky zatížení - přetvoření na Obr. 4.20. Trajektorie křivek 
zatížení-přetvoření se do okamžiku plastizace okraje pásnic překrývají, z toho plyne, že 
vlastní pnutí neovlivňuje tuhost prutu ani nárůst výchylky prutu. Vlivem vlastních pnutí je  
do okrajů pásnic vneseno tlakové napětí a dalším zatížením se tlakové napětí zvyšuje. Tímto 
způsobem je nosná kapacita ocelového prvku vyčerpána dříve než u prvku bez vlastního 
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pnutí. Mezní únosnost prutu je snížena až o 10,2 % při rσ =160 MPa. Důsledkem předčasné 
plastizace je i snížení maximální výchylky (4,7mm při rσ =160 MPa). Na druhé straně 
narůstá podíl plastické únosnosti od 0,2 % (pro rσ =0 MPa) až po 3,7 % (pro rσ =160 MPa). 
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Obr. 4.19 Idealizovaný průběh vlastních pnutí rσ MPa 
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Obr. 4.20 Analýza vlivu-vlastních pnutí rσ , prut L= 3m s průměrnými charakteristikami  
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U ocelových prutů bez betonové výplně se pohybuje největší pokles mezní únosnosti 
vlivem vlastního pnutí v pásmu hodnot poměrné štíhlosti 8,06,0 −=λ . Účelem další analýzy 
bude ověřit, jestli tato hodnota platí i u prutů s betonovou výplní. Tato analýza bude 
provedena pro 11 těles se štíhlostí 2,0=λ  až 2,2=λ , délka prutu se zvyšuje od 0,485m až 
po 5,33m, s přírůstkem délky 0,485m. Srovnávací výpočet bude proveden pro mezní hodnoty 
vlastních pnutí rσ MPa455;MPa160;MPa80;MPa0∈ . Hypotetická hranice vlastního 
pnutí 455=rσ MPa, která dosahuje meze kluzu, je do výčtu doplněna se záměrem 
zvýraznění rozdílů mezi obetonovaným prutem a prutem bez betonové výplně. Ostatní 
parametry jsou uvažovány podle Tab. 1. Počáteční amplituda e1 je v souladu s [22] 
uvažována jako hodnota závislá na délce prutu L/750. 
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Obr. 4.21 Ocelový prut bez výplně, vlastní pnutí rσ =0 MPa 
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Obr. 4.22 Ocelový prut bez výplně, vlastní pnutí rσ =80 MPa 
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r=160 MPa
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Obr. 4.23 Ocelový prut bez výplně, vlastní pnutí rσ =160 MPa 
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Obr. 4.24 Ocelový prut bez výplně, vlastní pnutí rσ =455 MPa 
  
 Dosažené křivky zatížení - přetvoření“ pro pruty bez betonu jsou na Obr. 4.21  
až Obr. 4.24. Výsledky jsou v souladu s obecnými poznatky uvedenými v [27]. U krátkých 
sloupů není pokles mezní únosnosti významný, protože v mezním stavu dosáhnou meze 
pevnosti nakonec všechna vlákna. Velmi štíhlé pruty dosahují mezní únosnosti  
před dosažením meze kluzu. U prutů bez vlastního pnutí je plastická únosnost relativně velmi 
malá. Působení oceli v plastickém pásmu dosahuje 2,8 % pro 0=rσ MPa, 10,4 % pro 
80=rσ MPa, 20,9 % pro 160=rσ MPa. 
 Pro analýzu prutů s betonovou výplní je nutné zdůraznit, že při zachování štíhlostí 
2,0=λ  až 2,2=λ  je betonovou výplní změněna ohybová tuhost prutu. Ve výpočtu 
uvažovaný přírůstek délky prutu se zkracuje na 0,48m. Byly uvažovány délky prutů v mezích 
od 0,48m až po 5,28m. Průběhy zatěžovacích křivek pro pruty s betonovou výplní jsou  
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na Obr. 4.25 až Obr. 4.28. Přenos zatížení betonovou výplní působuje zvětšení pásma 
plastizace oceli, které je výrazné i u prutů bez vlastního pnutí. 
Z průběhů zatěžovacích křivek na Obr. 4.25  až Obr. 4.28 je zřejmý vysoký podíl 
plastické únosnosti u krátkých prutů, u velmi štíhlých prutů je pružná únosnost téměř shodná 
s mezní únosností. Působení oceli v plastickém pásmu dosahuje 7,2 % pro 0=rσ MPa, 10,7 
% pro 80=rσ MPa, 28,2 % pro 160=rσ  MPa.  
Vlastní pnutí v místě styku pásnice se stojinou způsobuje tahové napětí. Tato oblast se 
v průběhu zatěžování u tlačeného prutu plastizuje až nakonec.Významě začne být zatěžována 
až po plastizaci okrajů pásnic. Vlastní pnutí jako samorovnovážné napětí nezpůsobuje 
významný pokles únosnosti u krátkých prutů. Naopak dlouhé štíhlé pruty ztrácí únosnost při 
napjatosti nižší než mez kluzu, tudíž vliv vlastního pnutí je velmi malý. To je dobře 
pozorovatelné u hodnoty vlastních pnutí =rσ fy=455 MPa. Pro vlastní pnutí 
=rσ fy=455 MPa bylo dosaženo maximálního poklesu únosnosti při dosažení poměrné 
štíhlosti =λ 1,2 (58,9 % u prutů bez betonu, s betonem 27,2 %). Pokles únosnosti se při 
zvyšující štíhlosti téměř nemění. Dosažením meze kluzu na okrajích pásnic je snížena 
ohybová tuhost přůřezu, naopak tlaková tuhost zůstává zachována. Tyto parametry se projeví 
u štíhlejších prutů, kde rychle narůstá výchylka a převáží momentové namáhání. Přítomnost 
betonu uvedený efekt významně snižuje u sledovaných hodnot rσ . Kombinací dvou 
materiálů dojde tedy ke snížení vlivu vlastních pnutí na mezní únosnost. 
Na obr. Obr. 4.29 a Obr. 4.30 jsou vykresleny křivky mezních únosností vs. poměrná 
štíhlost λ . Do obrázků jsou doplněny červenou plnou čarou průběhy Eulerovy kritické síly 
ideálního prutu. Hodnoty Eulerovy kritické síly jsou vypočteny podle vztahu (6). Čárkovanou 
čarou je do Obr. 4.30 je doplněn průběh Eulerovy kritické síly, ve kterém je tuhost betonové 
části redukována součinitelem Ca=0,6. Dobrá shoda Eulerovy kritické síly a vypočtených 
hodnot únosností  je dosažena při hodnotě  =λ 1,5 až =λ 2,2.  
Maximální snížení únosnosti vlivem vlastního pnutí se u prutu bez výplně vyskytne při 
štíhlosti =λ 0,8 (14,4 % pro 80=rσ MPa a 35,3 % pro 160=rσ MPa). Pruty s betonovou 
výplní projevují maximální pokles únosnosti při štíhlosti =λ 0,9, snížení únosnosti činí 5,7 % 
pro 80=rσ MPa a 11,8 % pro 160=rσ MPa. Poznamenejme, že uvedených maxim bylo 
dosaženo současně u absolutních a relativních hodnot.  
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Obr. 4.25 Křivky zatížení vs. deformace, vlastní pnutí rσ =0 MPa 
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Obr. 4.26 Křivky zatížení vs. deformace, vlastní pnutí rσ =80 MPa 
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Obr. 4.27 Křivky zatížení vs. deformace, vlastní pnutí rσ =160 MPa  
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Obr. 4.28 Křivky zatížení vs. deformace, vlastní pnutí rσ =455 MPa  
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Obr. 4.29 Prut bez betonové výplně, závislost zatěžovací síly na λ  
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Obr. 4.30 Prut s obetonovanou stojinou, závislost zatěžovací síly na λ   
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4.6 Smršťování betonu  
Smršťováním vznikající poměrné přetvoření csε  je způsobeno převážně vysycháním 
vody z kapilár. Pokud je bráněno deformaci, vzniká v betonu napětí, které se přenáší  
do ocelového prvku. Hodnota poměrného přetvoření je uvažována dle EC2 [33].  Výsledná 
hodnota je závislá na průřezové ploše, obvodu vysychání, třídě betonu a relativní vlhkosti,  
ve které se betonový prvek nachází. Velikost přetvoření ze smršťování εcs je v modelu zadána 
snížením teploty prvků Solid 65 o T∆ = -17,1° K. Součinitel teplotní roztažnosti betonu je 
v souladu s [33] uvažován hodnotou 10.10-6 K-1.  
Pro stanovení vlivu smršťování na mezní únosnost byla provedena parametrická studie 
s 10 silmulacemi metodou LHS s veličinami podle Tab. 6. Vliv smršťování byl zahrnut 
deterministicky snížením teploty prvků o 17,1° K. Průměrný pokles mezní únosnosti vlivem 
smršťování představuje hodnotu 0,26 kN. Z výsledku analýzy vyplývá zanedbatelný vliv 
smršťování betonu na mezní únosnost prutů. Studie dále potvrzuje předpoklad, že smršťování 
působí jako samorovnovážné napětí, které nemění únosnost staticky určitého prvku. 
4.7 Dotvarování betonu  
Dotvarování betonu je deformace způsobená plastickým přetvořením betonu vlivem 
vnějšího zatížení. Projevuje se při velkém a dlouhodobém (několik měsíců až let) zatížení 
betonového prvku či konstrukce. V minulosti se problematikou dotvarování zabývala řada 
autorů Šmerda, Křístek [28]. Přes četná pozorování a zkoušky, není metodika výpočtu 
dotvarování stále ještě ukončena. Eurokód 2 uvádí, že vztahy pro dotvarování a smršťování 
jsou založeny na údajích shromážděných v omezených časových úsecích. Extrapolace 
takových výsledků pro popis dlouhodobého chování (např. 100 let) má za následek, že 
výsledky jsou zatížené dalšími chybami. Extrapolované výsledky mohou vykazovat rozptyl až 
±30 %, okolo hodnot dotvarování zjištěných dlouhodobým sledováním [34]. V případech 
oprávněného požadavku na zvýšení spolehlivosti proto Eurokód doporučuje násobit výsledky 
součinitelem bezpečnosti (1,20 pro 100 let). U konstrukcí citivých na projevy dotvarování je 
doporučeno i experimentální stanovení těchto účinků. 
Vliv dotvarování na únosnost prvků je sledován v parametrické studii. V této práci 
budou použity funkce dotvarování, popsané v Eurokódu 2. V Eurokódech jsou uvedeny dva 
postupy pro výpočet dotvarování. První je v základní normě ČSN EN 1992-1-1 [33], v tomto 
předpisu označovaný jako obyčejný beton. Další postup stanovení dotvarování je uveden  
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v ČSN EN 1992-2 [34] a je doporučený pro vysokopevnostní beton (beton třídy vyšší než 
C50/60). 
Tyto předpisy definují konečné hodnoty dotvarování, závislé na vlhkostních 
parametrech, náhradní tloušťce průřezu, stáří betonu v čase vnesení zatížení a délce trvání 
zatížení. 
 
Dotvarování pro obyčejný beton 
Norma ČSN EN 1992-1-1 [33] uvažuje součinitel dotvarování v součinovém tvaru  
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u
Ah c20 =           (52) 
cA   plocha průřezu 
u
  obvod prvku vystavený okolnímu prostředí 
),( 0ttcβ  součinitel časového průběhu dotvarování 
3,0
0
0
0 )(
)(),( 





−+
−
=
tt
tt
tt
H
c ββ        (53) 
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t stáří betonu ve dnech v uvažovaném okamžiku 
t0 stáří betonu ve dnech v okamžiku vnesení zatížení 
Hβ  součinitel závislý na relativní vlhkosti (RH v %) a na náhradním rozměru prvku 
(h0 v mm), lze ho stanovit ze vztahu  
[ ] 3018 250)012,0(15,1 αβ ++= hRHH   pro fcm > 35 MPa   (54) 
321 ,, ααα  součinnitele vlivu pevnosti betonu 
7,0
1
35






=
cmf
α
2,0
2
35






=
cmf
α
5,0
3
35






=
cmf
α
     (55) 
 
Dotvarování pro vysokopevnostní beton 
Pro vysokopevnostní beton je v ČSN EN 1992-2-2 [34] do vztahu pro výpočet dotvarování 
doplněn další člen. Celkové dotvarování lze stanovit jako součet základního dotvarování  
a dotvarování při vysychání: 
[ ]),(),(),( 000 tttttt db ϕϕϕ +=         (56) 
 
kde ),( 0ttbϕ je součinitel základního dotvarování, který lze stanovit ze vztahu: 
[ ]bcbb tt
tt
tt βϕϕ +−
−
=
0
0
00 ),(        (57) 
t stáří betonu ve dnech v uvažovaném okamžiku 
t0 stáří betonu ve dnech v okamžiku vnesení zatížení 
0bϕ = 1,4          (58) 
ck
cm
f
tf
bc e
)(1,3 0
4,0=β
         (59) 
),( 0ttdϕ je součinitel dotvarování při vysychání: 
[ ])()(),( 000 tttt cdcddd εεϕϕ −=        (60) 
0dϕ  =  3000         (61) 
cdε  poměrné přetvoření pro smršťování od vysychání 
[ ]
2
0
6)046,0(
)(
10)(7572)(
htt
ttRHeK
t
cds
s
f
cd
ck
βε +−
−⋅−+
=
−−
    (62) 
RH relativní vlhkost prostředí [%] 
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kde 
K = 30 – 0,21 fck  pro  fck >55 MPa      (63) 
cdβ  = 0,021         (64) 
ts stáří betonu na začátku vysychání (obvykle konec ošetřování betonu) 
cmck ff 6
5
=
           (65) 
fck  válcová pevnost, koeficient pro přepočet na válcovou pevnost je v poměru 
6
5
85
70
≈ . Stejným způsobem je odvozena hodnota sečnového modulu v kap. 6.6 
Vztahy (56) až (65) jsou podle [34] platné pouze tehdy, pokud průměrná hodnota válcové 
pevnosti betonu v čase vnesení zatížení je větší než 60 % průměrné pevnosti betonu v tlaku. 
 
 
Nelineární dotvarování 
Nelineární dotvarování se uvažuje, pokud tlakové napětí betonu přestoupí hodnotu 0,45 
násobku krychelné pevnosti fc. V takových případech má být základní nelineární součinitel 
dotvarování stanoven ze vztahu: 
))45,0(5,1(
0 ),( −= σϕϕ knl ett        (66) 
 
Kde: nlϕ je základní nelineární součinitel dotvarování, který nahradí ϕ  
),( 0ttϕ  konečná hodnota součinitele dotvarování 
σk   poměr napětí a pevnosti )(/ 0tfcσ  
σ
   napětí v tlaku  
)( 0tfc   pevnost betonu v tlaku v okamžiku zatížení 
t  stáří betonu ve dnech v uvažovaném okamžiku 
t0  stáří betonu ve dnech v okamžiku vnesení zatížení 
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Na Obr. 4.31 je vykreslen průběh dotvarování pro ≤σ 0,45 fc  a nelineárního 
dotvarování při napětí σ =0,80fc. Rozdíl hodnot dosahuje v čase t=5 let pro tento příklad 
50≈ %. Připomeňme však, že velikost dotvarování je závislá na tvaru průřezu, vlhkosti 
okolního prostředí, stáří betonu v okamžiku vnesení zatížení a složení betonu. 
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Obr. 4.31 Lineární a nelineární průběh dotvarování ϕ  
 
Mezní hodnoty dotvarování podle [34] dosahují ϕ =6. Pro analýzu vlivu dotvarování 
na mezní únosnost budeme ϕ  uvažovat ϕ 5,4,3,2,1,0∈ ,  jako ostatní vstupní veličiny jsou 
brány průměrné hodnoty dle Tab. 1. Jedná se tedy o prut s průměrnou únosností. Stálé 
zatížení prutu je představováno silou N o velikosti 50 % krátkodobé mezní únosnosti Fu. 
Působením této konstantní síly dojde k nárůstu výchylky prutu. Toto je zobrazeno  
na Obr. 4.32 jako vodorovný úsek zatěžovací křivky. Takto vychýlený prut je následně 
zatěžován jako při zatěžovací zkoušce. Z obrázku jsou patrné relativně vysoké rozdíly 
deformací a mezních únosností. Plastizace pásnic proběhne vlivem nárůstu momentového 
namáhání pro hodnoty ϕ 5,4,3∈  již během dotvarování, tedy při velikosti síly, která 
představuje pouze polovinu pružné únosnosti bez vlivu dotvarování. Mezní únosnost prutu 
bez vlivu dotvarování činí 1651,42kN viz Var. 4 v kapitole 4.2. Účinek dotvarování  
na průměrný prut může při extémních hodnotách dotvarování v tomto případě způsobit pokles 
únosnosti až 37,2 %. Pro běžné případy lze uvažovat s  nižší hodnotou dotvarování. Např. pro 
velikost dotvarování ϕ =2 představuje pokles mezní únosnosti 14,9 %. 
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Obr. 4.32 Analýza vlivu součintele dotvarování ϕ  
 
Další studie je zaměřena na vliv velikosti podílu stálého zatížení na dosaženou mezní 
únosnost. Pro stanovení vlivu dotvarování je uvažován jednoduchý příklad, bez odlehčování  
a kombinací zatěžovacích stavů. Zkušební těleso je vybetonováno a zatíženo v době t0=28 dní 
tedy v čase, kdy beton dosáhne normové pevnosti. Stálé zatížení bude repezentováno silou N, 
která má hodnotu 50 %, 75 % a 80 % krátkodobé mezní únosnosti Fu. Mezní únosnost Fu je 
stanovena bez vlivu dotvarování. Tato síla bude působit od doby t0=28 dní, do konce 
předpokládané životnosti konstrukce, která je podle [31] uvažována t=100 let. Proces 
dotvarování betonu tedy probíhá v intervalu t0 =28 dnů až t=100 let při konstantní zatěžovací 
síle. Vlivem dotvarování se během této doby zvětší výchylka prutu. V době t=100 let je  
na prut aplikováno další zatížení a je získána hodnota nové mezní únosnosti s vlivem 
dotvarování.  
Analýza je provedena pro 11 prutů s poměrnou štíhlostí prutu 2,2...4,0;2,0∈λ  - hodnota  
λ  se postupně zvětšuje s krokem 0,2. Těmto hodnotám λ  odpovídají délky prutu 
28,5...96,0;48,0∈L , takže délka prutu se oproti předchozímu prodlouží o 0,48m. 
Amplituda počátečního zakřivení osy prutu je podle doporučení Gerharda Sedláčka  
a Christiana Millera [22] uvažována hodnotou L/750. Ostatní vstupní charakteristiky jsou  
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Obr. 4.33 Vliv dotvarování pro stálé zatížení o síle N=0, 0,5 a 0,8 Fu 
 
uvažovány jako průměrné hodnoty podle Tab. 1. Velikost vlastních pnutí je uvažována 
rσ =160 MPa. Postupný nárůst přetvoření z dotvarování je v programu ANSYS modelován 
metodou časové diskretizace [21], která poskytuje reálný průběh zatěžovacích křivek a k tomu 
odpovídající napětí. Podle dosaženého napětí a pružného přetvoření je vypočtena hodnota 
plastického přetvoření z dotvarování a přepočtena na změnu teploty. Součinitel teplotní 
roztažnosti betonu je v souladu s EC2 [33] uvažován hodnotou 10.10-6 K-1. 
Závislost zatěžovací síly na výchylce je vykreslena na Obr. 4.33, kde jsou vybrány průběhy 
pro 4 poměrné štíhlosti 2,2;6,1;0,1;4,0∈λ . Plnou čarou je vykreslena zatěžovací křivka 
bez vlivu dotvarování (velikost síly N=0 %Fu). Stálé zatížení u ostatních prutů je 
reprezentováno silou o velikosti N=50 %Fu a N=80 %Fu. Zatěžovací křivky jsou zobrazeny 
rozdílným typem čáry.  
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Průběh zatěžovací křivky je do začátku působení dotvarování stejný jako v doposud 
uvedených příkladech, výchylka se plynule mění v závislosti na zatížení. Dotvarování betonu 
však způsobí zvětšení výchylky i při konstantní síle. Tento úsek je v grafu vykreslen 
vodorovnou čarou. Čas při dosažení 50 % celkového dotvarování je ≈t 1 rok, 75 % 
celkového dotvarování je dosaženo při ≈t 10 let. Z Obr. 4.33 je zřejmé, že velikost výchylky 
při konstantní síle vzrůstá s rostoucím podílem stálého zatížení a poměrnou šíhlostí λ . 
Velikost výchylky vlivem dotvarování je zvyšována rozdílem mezi napětím v méně a více 
tlačené části průřezu. Toho je dosaženo vyšším poměrem ohybového momentu k normálové 
síle, tedy vyšší hodnotou výchylky e1.  
Dva charakteristické průběhy zatížení vs. deformace jsou pro štíhlost 6,1=λ  
zopakovány na Obr. 4.34 a Obr. 4.36. Jedná se o dva stejné pruty, úloha se liší pouze velikostí 
stálého zatížení. Je nutné zdůraznit, že síla od stálého zatížení ve druhém případu je 1,4 
násobkem prvního a velikost výchylky v okamžiku začátku dotvarování je 1,48 násobná. 
Velikost ohybového momentu ve druhém případě je tedy 2,07 krát větší. 
Ve způsobu přenosu zatížení jsou sledovány dva případy: 
- vybočování prutu se po proběhnutí dotvarování zastaví, prvek je schopen přenášet další 
zatížení viz Obr. 4.34. Během dalšího přitěžování je zmobilizována nosná kapacita 
betonu. Geometrie prutu je však změněna značnou deformací, která zvětšuje ohybový 
moment a přenesené zatížení již nedosahuje hodnot krátkodobé únosnosti Fu. Průběh 
normálových napětí v oceli a v betonu je vykreslen na Obr. 4.35. Plnou čarou je 
zobrazeno napětí na prutu s vlivem dotvarování, čárkovanou čarou bez dotvarování.  
U betonu dochází během působení dotvarování k poklesu napětí i přes nárůst ohybového 
momentu. Beton se vlivem zatížení dotvaruje (plasticky přetváří) a zatížení je přesouváno 
do ocelové části prutu. V oceli dochází k téměř stejnému nárůsu napětí a to jak  
u dotvarovaného prutu, tak u prutu bez dotvarování kde dochází k nárůstu zatěžovací síly.  
- výchylka se neomezeně zvětšuje do vyčerpání únosnosti průřezu nárůstem ohybového 
momentu, tento případ je zobrazen na obr. Obr. 4.36. Průběhy normálových napětí v oceli 
a v betonu jsou vykresleny na Obr. 4.37. U dotvarovaného prutu dochází ve srovnání 
s přechozím případem k nárůstu zatížení v betonu i při konstantním zatížení. Nárůst 
výchylky a s tím i momentového zatížení je natolit velký, že i přes plastickou deformaci 
betonu dotvarováním dochází k nárůstu napětí v betonu.  
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Obr. 4.34 Zatížení vs. deformace - bez a s dotvarování pro N=0,50 Fu 
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Obr. 4.35 Napětí vs.deformace - bez a s dotvarováním pro N=0,50 Fu 
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Obr. 4.36 Zatížení vs. deformace - bez a s dotvarováním pro N=0,80 Fu 
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Obr. 4.37 Napětí vs.deformace - bez a s dotvarováním pro N=0,80 Fu 
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Obr. 4.38 Zatížení vs. deformace.s dotvarováním pro N= 0,50 Fu 
 
Porovnání vlivu dotvarování mezi obyčejným a vysokopevnostním betonem poskytují 
Obr. 4.38 až Obr. 4.40. Obyčejnému betonu jsou pro účel této studie přiřazeny parametry 
vysokopevnostního betonu, odlišný je pouze součinitel dotvarování ϕ . Průběhy křivek pro 
vysokopevnostní a obyčejný beton jsou do začátku dotvarování totožné. Křivky se ještě 
překrývají během dotvarování, ale již se odlišují velikostí výchylky způsobené dotvarováním. 
Výchylka, která je vykreslena jako vodorovný úsek, je u obyčejého betonu vlivem menšího 
součinitele ϕ  kratší, než u vysokopevnostního betonu. Při dalším zatěžování do mezní 
únosnosti   již  průběh   pokračuje  z  jiného bodu.  Zatěžovací   křivka   pro  obyčejný  beton  
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Obr. 4.39 Zatížení vs. deformace.s dotvarováním pro N= 0,75 Fu 
 
je vykreslena přerušovaně, vysokopevnostní beton je vyznačen plnou čarou. Jednotlivé 
obrázky zachycují podíl stálého zatížení, které je představováno silou N o konstantní velikosti 
50 %, 75 % a 80 % krátkodobé mezní únosnosti Fu. Při porovnání mezních únosností jsou 
viditelné narůstající rozdíly mezi pruty s obyčejným a vysokopevnostním betonem.  
Pokles mezní únosnosti je závislý  také na rostoucí poměrné štíhlosti λ . Při malých 
poměrných štíhlostech 4,0=λ  je vliv dotvarování téměř neznatelný a projeví až při vyšším 
podílu stálého zatížení. Při hodnotě stálého zatížení N=0,75 Fu  jsou ještě všechny pruty 
schopny přenést nahodilé zatížení, ale při N=0,8 Fu pruty se štíhlostí 2,2;0,2;8,1;6,1;4,1∈λ   
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Obr. 4.40 Zatížení vs. deformace.s dotvarováním pro N= 0,80 Fu 
 
vyčerpají únosnost během procesu dotvarování. Těmto prutům již nelze stanovit únosnost  
pro hodnotu stálého zatížení N=0,80 Fu, protože v průběhu životnosti konstrukce došlo ke 
ztrátě únosnosti zvětšením výchylky. Dosažitelná mezní únosnost s vlivem dotvarování je u 
těchto prutů nižší než hodnota stálého zatížení N=0,80 Fu. Tato hranice, kdy je velikost 
stálého zatížení rovna mezní únosnosti prutu s vlivem dotvarování, je na Obr. 4.41 a Obr. 4.42 
vykreslena černou čárkovanou čarou jako závislost mezní síly na poměrné štíhlosti.  
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Obr. 4.41 Obyčejný beton, únosnost s vlivem dotvarování vs. poměrná štíhlost 
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Obr. 4.42 Vysokopevnostní beton, únosnost s vlivem dotvarování vs. poměrná štíhlost
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Obr. 4.43 Obyčejný beton - únosnost s vlivem dotvarování vč.průběhu stálého zatížení 
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Obr. 4.44 Vysokopevnostní beton - únosnost s vlivem dotvarování vč.stálého zatížení 
 84 
Pokud tedy stálé zatížení prutu bude nad úrovní této hranice, dojde vlivem dotvarování 
ke ztrátě únosnosti ještě před dosažením plánované životnosti, aniž by byl prut přitěžován 
jakoukoliv další silou. Průběhy mezních únosností pro podíl stálého zatížení 0 %, 50 %, 75 % 
a 80 % Fu  jsou zobrazeny rozdílným typem čáry. Průběh únosností pro podíl stálého zatížení 
0 % Fu znamená, že je bez vlivu dotvarování. Zatímco při hodnotě N=50 %Fu je největšího 
rozdílu dosaženo v pásmu =λ 1,0 až 2,0 (pokles únosnosti je do 5,0 %), pro krátké pruty se 
štíhlostí 1≤λ  se mezní únosnost téměř nezmenšuje. S rostoucím podílem stálého zatížení 
zasáhne snížení únosnosti i pruty s nižší štíhlostí. Pro stálé zatížení N=0,75 Fu a N=0,80 Fu se 
výrazně projevuje účinek nelineárního dotvarování, které se uvažuje, pokud tlakové napětí 
betonu přestoupí hodnotu 0,45 % krychelné pevnosti fc. Nelineární dotvarování je stanoveno 
ve vztahu (66). Především na Obr. 4.41 v případě dotvarování obyčejného betonu je zřejmé, 
že při zvětšení podílu stálého zatížení z 0,75 Fu na 0,80 Fu  je pokles únosnosti větší, než při 
nárůstu z 0,50 Fu na 0,75 Fu.  
Na Obr. 4.43 a Obr. 4.44 jsou vykresleny závislosti mezních únosností na λ .  
Do obrázků je doplněna úroveň stálého zatížení pro hodnotu síly N=0,50 Fu, N=0,75 Fu a 
N=0,80 Fu. Oblast nad touto čarou představuje rezervu pro nahodilé zatížení. Čárkovaná čára 
představuje hranici, kdy je velikost stálého zatížení rovna mezní únosnosti prutu s vlivem 
dotvarování. Vliv dotvarování je velmi proměnlivý v závislosti na poměrné štíhlosti λ  a na 
velikosti stálého zatížení. Maximální hodnoty dosaženého poklesu únosností jsou shrnuty  
do Tab. 5. 
 
Tab. 5 Pokles únosnosti vlivem dotvarování 
Stálé zatížení N [kN] 
Pokles únosnosti [%] 
Obyčejný beton Vysokopevnostní beton 
0,50 Fu 7,6 10,2 
0,75 Fu 16,4 21,9 
0,80 Fu 20,8 (přesahuje 0,8 Fu) 22,4 (přesahuje 0,8 Fu) 
 
Maximálních hodnot poklesu mezní únosnosti, které jsou uvedeny v tabulce, je 
dosaženo u štíhlých prutů, krátké pruty vykazují poloviční hodnoty. Rozdíl v únosnosti mezi 
vysokopevnostním a obyčejným betonem dosahuje v tomto příkladu až 5,5 %. Připomeňme, 
že u štíhlých prutů již není stanoven pokles mezní únosnosti pro N= 0,80 Fu, protože tyto 
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pruty již tuto nejsou schopny přenést stálé zatížení této velikosti. V tabulce je v řádku 0,80 Fu 
vyplněna hodnota poklesu při dosažitelné únosnosti, nikoliv pro poměr stálého zatížení 
0,8 Fu. Vliv dotvarování snižuje únosnost u vysokopevnostního betonu až o 22,4 %, tzn, že 
nejvyšší možná hodnota stálého zatížení je 87,6 % krátkodobé únosnosti. Opět je nutné 
připomenout, že hodnoty se týkají pouze tohoto příkladu. 
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Obr. 4.45 Mezní hodnota stálého zatížení, závislost zatěžovací síly na λ  
 
V další analýze je proveden výpočet vlivu dotvarování na mezní únosnost postupem 
doporučeným v EC4, kde je uvedena metoda efektivního modulu. Dotvarování je vyjádřeno 
zmenšením modulu pružnosti betonu podle vztahu: 
 
ϕ)/(1
1
,
ug
beffb FF
EE
+
=  (67) 
Kde  
Eb,eff  redukovaný modul pružnosti betonu 
Fu je mezní únosnost prutu 
Fg stálá složka této únosnosti 
 
Výpočet je proveden pro Fg=Fu, s využitím (67). Výstupem tedy bude maximální 
hodnota stálého zatížení, které je rovno mezní únosnosti prutu s vlivem dotvarování.  
Průběh únosnosti získané s použitím efektivního modulu je na Obr. 4.45 vykreslen 
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čárkovanou čarou se dvěma tečkami. Přerušovanou čarou je vykreslena únosnost, stanovená 
metodou časové diskretizace, která je použita v této práci. Plnou čarou je vykresena křivka 
mezní únosnosti bez vlivu dotvarování. Z průběhu mezních únosností lze označit shodu obou 
modelů jako dobrou, přestože výsledné únosnosti podle EC4 jsou o 2,3 až 4,8 % nižší. Podle 
očekávání se výsledky odlišují, protože efektivní modul ve srovnání s metodou časové 
diskretizace nerespektuje historii zatížení. Zařazení efektivního modulu v Eurokódu lze 
vysvětlit tím, že poskytuje jednoduchý a dostupný nástroj, který umožňuje rychlý návrh 
ocelobetonových prvků bez použití výpočetní techniky. V této práci je tato prověřená metoda 
uplatněna pro verifikaci vlivu dotvarování. 
Podotkněme, že nebyl zkoumán vliv dalších významných parametrů na velikost 
dotvarování jako stáří betonu v okamžiku zatížení, vlhkostní poměry, historie přitěžování.  
Na druhé straně však uvedené příklady idealizovaných podmínek mohou reprezentovat 
velkou část realizovaných konstrukcí.  
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5  ZÁKLADNÍ POJMY A METODY ANALÝZY 
SPOLEHLIVOSTI NOSNÝCH KONSTRUKCÍ 
5.1 Spolehlivost konstrukcí 
Obecně lze spolehlivost konstrukce a jejich prvků definovat jako schopnost plnit 
požadavky, které jsou kladeny na konstrukci v uvažovaném časovém období a v příslušných 
provozních podmínkách. Konstrukce, prvek či průřez je spolehlivý tehdy, jestliže je splněna 
podmínka spolehlivosti, jejíž základní tvar lze obecně zapsat takto: 
( ) ( ) 0,...,, 21 ≥= MXXXgXg      (68) 
 
kde X1, X2,…, XM jsou vstupní veličiny pro její výpočet. Vstupní veličiny představují 
nejčastěji geometrické a materiálové charakteristiky, zatížení a případně další charakteristiky 
konstrukce relevantní ke spolehlivosti. Funkce g může být explicitně vyjádřitelnou funkcí  
(v jednoduchých případech), nebo sofistikovanějším výpočtovým algoritmem (u složitějších 
modelů spolehlivosti konstrukčního systému). 
Navrhování konstrukcí podle mezních stavů vychází z pravděpodobnostního přístupu 
k podmínce spolehlivosti (68) a z empirických zkušeností projektantů. Teorie stavební 
spolehlivosti se stala pro odbornou věřejnost známou poté, co Streleckij [26] a Freudhental  
[4] uvedli klasickou teorii ve formě dvou náhodných veličin: 
0≥−= FRG       (69) 
 
kde symbol F představují vnější vlivy (akce) a R je schopnost konstrukce těmto vnějším 
vlivům vzdorovat. Z obecného vztahu (69) se etablovaly dvě základní teorie spolehlivosti 
navrhování: teorie mezních stavů a teorie dovolených namáhání. 
Spolehlivost, nebo nespolehlivost konstrukce je dána pravděpodobností, že nerovnost (69) 
nebude splněna, a to po dobu životnosti konstrukce. Ve výpočtu je třeba zohlednit 
konstrukční, estetická, provozní, energetická, ekonomická a ekologická hlediska. 
 
Pf )( FRP ≤= .   (70) 
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Vnik poruchy (dosažení mezního stavu) nelze absolutně vyloučit (z technických i 
ekonomických důvodů), a proto se konstrukce snažíme navrhovat tak, aby pravděpodobnost 
Pf vzniku poruchy byla velmi malá. Pravděpodobnost poruchy Pf je nejdůležitějším  
a objektivním ukazatelem spolehlivosti obvykle vztaženým k jisté referenční době, což je 
časové období, pro které má být projektovaná míra spolehlivosti zachována. 
Konstrukce se považuje za spolehlivou, pokud je splněna nerovnost: 
         Pf ≤ Pf,t            (71) 
 
kde Pf,t je směrná hodnota pravděpodobnosti poruchy, jejíž normové hodnoty se uvádějí 
v souvislostech významu konstrukce a skupině mezních stavů. V praxi se pro větší názornost 
používá jako ukazatel spolehlivosti zobecněný index spolehlivosti β, který se vypočte jako 
podíl střední hodnoty a směrodatné odchylky náhodné veličiny G: 
 
G
G
s
m
=β ,    (72) 
 
Pro statisticky nezávislé náhodné proměnné F a R, lze aritmetický průměr náhodné proměnné 
G zapsat ve tvaru 
 
SRG mmm −=    (73) 
 
a směrodatnou odchylku zapsat jako 
 
22
SRG sss += .   (74) 
 
Pokud výslednou směrodatnou odchylku upravíme do tvaru 
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a návrhovou podmínku spolehlivosti (72) upravíme do tvaru 
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tak obdržíme návrhovou podmínku spolehlivosti s formálně separovanými náhodnými 
proměnnými 
 
RdSRRSdRSS smsm βαβα )()( −≤+ ,  (77) 
 
Kde αS(R), αR(S) jsou takzvané linearizační funkce, které se v intervalu nejčastěji se 
vyskytujících hodnot sR/sS mění jen málo v rozsahu 0,7 až 0,8. Tato skutečnost vedla  
na myšlenku zapsat konstantní hodnoty také pro αS(R) a αR(S). Použití konstantních 
linearizačních funkcí dává možnost úplného oddělení extrémních hodnot zatížení a odolnosti. 
Tento přístup využívají i Eurokódy [31], [32].   
Moderní konstrukční normy, jako jsou Eurokódy, poskytují jednoduchý, ekonomický 
a bezpečný způsob pro navrhování stavebních konstrukcí. Návrhové hodnoty účinků zatížení 
a odolnosti jsou v souladu se zavedenými pravděpodobnostními přístupy a definované pomocí 
návrhového indexu spolehlivosti βd. Pro většinu mezních stavů únosnosti je dle normy 
EN1990 [31] zaveden index spolehlivosti βd = 3,8, pro který se návrhová únosnost vypočte 
jako 0,1% kvantil náhodné veličiny R. Vyšší nebo nižší hodnoty indexu spolehlivosti lze 
použít v závislosti na druhu a důsledcích poruch a také podle celkových technologických  
a ekonomických okolností. 
5.2 Stochastický výpočtový model 
V praxi jsou stavební konstrukce řešeny především s použitím deterministických 
výpočtových modelů, u kterých se všechny proměnné uvažují jako nenáhodné veličiny.  
Ve skutečnosti však většina fyzikálních a geometrických charakteristik podléhá náhodné 
neurčitosti. Pokud výpočtový model tuto náhodnou neurčitost zohledňuje, tak se nazývá 
stochastický výpočtový model. S pomocí stochastických výpočtových modelů lze analyzovat 
spolehlivost konstrukcí s použitím statistické, citlivostní a pravděpodobnostní analýzy. 
Nejčastějším cílem statistické analýzy je výpočet statistických momentů náhodných veličin, 
jejichž proměnlivost má vliv na spolehlivost konstrukce. Cílem citlivostní analýzy je vliv 
vstupních náhodných veličin na sledovanou odezvu konstrukce. Cílem pravděpodobnostní 
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analýzy je kvantifikace spolehlivosti, ve většině případů se spolehlivost studuje s pomocí 
výpočtů pravděpodobnosti poruchy konstrukce. 
Jen velmi málo úloh lze studovat s pomocí stochastických výpočtových modelů  
v uzavřeném tvaru, častěji používáme numerické metody, jejichž podstatou jsou virtuální 
simulace. 
5.3 Základní numerické simulační metody 
Pro řešení problémů stochastické analýzy byla vyvinuta řada simulačních metod. 
Základní metodou je metoda Monte Carlo (např. [3]). Za zakladatele této metody se považují 
američtí matematikové J. von Neuman a S. M. Ulam, kteří v r. 1949 publikovali článek „The 
Monte Carlo method“. Historicky prvním příkladem použití metody Monte Carlo byla 
Buffonova úloha pro určení hodnoty čísla pi. 
Podstata metody Monte Carlo spočívá v opakované numerické simulaci řešeného 
problému. V každém simulačním kroku se vypočítávají realizace náhodných vstupních veličin 
podle svých hustot rozdělení pravděpodobnosti. Generátorem náhodných čísel generujeme 
náhodné číslo u na intervalu 0 až 1. Náhodná veličina X má spojité rozdělení 
pravděpodobnosti s distribuční funkcí ΦX. Náhodnou realizaci X získáme ze vztahu. 
x = ΦX-1(u),               (78) 
ve kterém ΦX-1 je inverzní distribuční funkce náhodné veličiny X. Vygenerujeme n 
simulovaných realizací veličin X1, X2, .. Xj a vypočítáme hodnoty funkce poruchy pro každou 
simulaci. Po provedení všech simulací obdržíme statistický soubor rezervy spolehlivosti G, 
který se statisticky vyhodnotí. Pravděpodobnost poruchy Pf  je potom jako podíl případů gi ≤ 
0 a celkového počtu simulovaných realizací. Metoda Monte Carlo není ve svém základním 
tvaru příliš vhodná pro výpočtově náročné matematické modely, kterými je například metoda 
konečných prvků. 
Metoda Importance Sampling částečně odstraňuje hlavní nevýhodu základní metody 
Monte Carlo, tedy nutnost velkého počtu simulací k odhadu malých pravděpodobností. 
Náhodné veličiny jsou generovány podle upravených hustot rozdělení pravděpodobnosti tak, 
aby k poruchám docházelo často. Prostor náhodných veličin se transformuje pomocí vhodně 
zavedené váhové funkce. Pravděpodobnost poruchy stanovujeme užitím modifikovaného 
vztahu se zavedenou váhovou funkcí. 
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Metoda Latin Hypercube Sampling poskytuje velmi dobré odhady střední hodnoty  
a směrodatné odchylky odezvy konstrukce při relativně malém počtu simulací [6], [13]. 
Definiční obor funkce ΦX je rozdělen na n intervalů o pravděpodobnosti 1/n. Reprezentativní 
hodnoty simulované náhodné veličiny jsou při simulaci vybírány náhodně na základě 
permutací celých čísel 1, 2, .. n. Každý interval je pro každou veličinu vybrán pouze jednou. 
Při výpočtu se pracuje s tabulkou náhodných permutací, která obsahuje náhodné permutace 
celých čísel 1, 2, .. n pro každou náhodnou veličinu. Výsledkem takových simulací bývají 
obvykle hodnoty rezervy spolehlivosti G a odhady statistických parametrů náhodné proměnné 
X, nejčastěji střední hodnota, směrodatná odchylka, ale lze přibližně odhadnout i hodnoty 
koeficientů šikmosti a špičatosti. Odhady střední hodnoty a směrodatné odchylky jsou 
zpravidla velmi dobré, ale vyšší statistické momenty mohou být zatíženy větší chybou, vždy 
záleží na konkrétním výpočtovém modelu. 
Metoda FORM (First Order Reliability Method) je založena na linearizaci funkce 
poruchy. Vstupní veličiny jsou transformovány do prostoru normovaných normálních veličin, 
ve kterém má návrhový bod, ležící na funkci poruchy, nejmenší vzdálenost od počátku. 
Nalezení návrhového bodu může být problematické, např. pokud existuje několik lokálních 
minim, ve většině případů je však analýza spolehlivosti touto metodou uspokojující [10]. 
Přibližná metoda SORM (Second Order Reliability Method) aproximuje mezní stav 
v návrhovém bodě kvadratickou funkcí. Metoda SORM je přesnější než FORM, nicméně 
neodstraňuje problémy s určením návrhového bodu [10]. 
Metoda Stochastických konečných prvků (SFEM) je založena na klasické metodě 
konečných prvků, která je rozšířena o stochastickou nádstavbu. Vstupní náhodné veličiny 
bývají zpravidla korelovány a uspořádány do tzv. náhodných polí. 
5.4 Statistická rozdělení 
Normální rozdělení (též Gaussovo) je charakterizováno dvěma parametry: střední 
hodnotou mx a směrodatnou odchylkou sx. Jedná se o nejčastěji se vyskytující rozdělení 
hustoty pravděpodobnosti, které je vhodné pro řadu geometrických a materiálových 
charakteristik a také pro popis stálého zatížení, podrobněji viz [31]. 
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Funkce hustoty normálního rozdělení je 
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Rovnoměrné rozdělení je někdy používáno pro geometrické charakteristiky. Předpokládá se, 
že reálné geometrické charakteristiky se v tolerančním pásmu vyskytují rovnoměrně, což 
ovšem nemusí odpovídat skutečnému meření. Důvodem pro použití tohoto rozdělení  
v teoretických studiích je především to, ža ani jedna simulovaná realizace se nenachází mimo 
interval, který je zpravidla dán tolerančními normami [10]. 
Lognormální rozdělení je taktéž jedno z používaných rozdělení hustoty pravděpodobnosti, 
např pro mez kluzu, viz [10]. 
Funkce hustoty lognormálního rozdělení je 
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Pokud je x0 = 0, jedná se o dvouparametrické lognormální rozdělení. 
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6  VSTUPNÍ NÁHODNÉ VELIČINY 
Vstupní materiálové a geometrické charakteristiky jsou obecně náhodné veličiny. 
K tomu, abychom ze statistického hlediska mohli činit i obecnější závěry, je třeba mít 
k dispozici objektivní informace vycházející z dlouhodobé úrovně kvality výroby získané 
vyhodnocením většího počtu vzorků. Dalším zdrojem informací jsou statisticky využitelné 
údaje z tolerančních norem, které předepisují s jakými odchylkami, od nominálních  
či charakteristických hodnot, je přípustné prvky vyrábět. 
6.1 Amplituda počátečního zakřivení osy prutu 
První imperfekce, jejíž statistické charakteristiky je třeba stanovit, je amplituda 
počátečního zakřivení osy prutu. Historicky byla toleranční mez počátečního zakřivení osy 
prutu dlouhodobě uvažována hodnotou L/1000. V posledním období byla na základě studií  
a doporučení Gerharda Sedláčka a Christiana Müllera komisí CEN/TC250/SC3 hodnota 
L/1000 změněna na L/750 [22]. U námi řešeného ocelobetonového sloupu je směrodatné 
zakřivení ocelové části průřezu, u kterého můžeme vycházet z výše uvedeného doporučení. 
Řešený průřez je dvouose symetrický a tudíž lze předpokládat, že střední hodnota e1 je rovna 
nule, což je uvedeno i v [22]. U směrodatné odchylky budeme předpokládat, že se 95 % 
realizací náhodné veličiny nachází v tolerančním pásmu ±L/750. Za předpokladu Gaussova 
rozdělení má směrodatná odchylka velikost Se1= L/1470. 
6.2 Mez kluzu 
Mez kluzu v Tab. 1 byla statisticky vyhodnocená jako průměrná hodnota z 16 vzorků 
odebraných z tří prutů z oceli S420, které byly s velkou pravděpodobností vyrobeny v rámci 
jedné tavby. Lze očekávat, že rozptyl meze kluzu vzorků odebraných z jednoho prutu je 
relativně malý v porovnání s rozptylem meze kluzu vzorků, které by byly odebrány z prutů 
vyrobených v delším časovém období (z více taveb). Jelikož bylo z každého prutu odebráno 
více vzorků, je vyhodnocená směrodatná odchylka meze kluzu nižší, než kdybychom odebrali 
z každého prutu jeden vzorek (přičemž ideální by bylo mít k dispozici velké množství prutů). 
Měření proto nemusí věrně zohledňovat reálný rozptyl, který bychom obdrželi z většího 
množství vzorků odebraných z většího počtu prutů za delší časové období, na průměrnou 
hodnotu to vliv nemá. Budeme-li vycházet z toho, že průměrná mez kluzu je 
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mfy = 455,81 MPa a že 420 MPa je 5% kvantil z Gaussova rozdělení hustoty 
pravděpodobnosti, má směrodatná odchylka velikost Sfy = 21,771 MPa. Takto obdržená 
směrodatná odchylka je v souladu s dlouhodobě sledovanými mechanickými vlastnostmi 
konstrukčních ocelí, viz např. [18], [25], [41]. 
6.3 Modul pružnosti oceli 
Vliv odchylek fyzikálně mechanických vlastností byl zohledněn proměnlivostí 
hodnoty modulu pružnosti Eo. U každého prutu jsme uvažovali střední hodnotu mEo=210 GPa. 
Směrodatnou odchylku jsme dle [24] zavedli často uváděnou hodnotou SEo=12,6 MPa 
6.4 Krychelná pevnost betonu 
Krychelná pevnost betonu 102,5 MPa v Tab. 1 byla vypočtena jako průměrná hodnota 
z 3 vzorků vyrobených z betonu C70/85. Pokud je průměrná hodnota mfc = 102,5 MPa a 5% 
kvantil je 85 MPa, tak směrodatná odchylka Gaussova rozdělení má hodnotu Sfc = 10,64 MPa. 
Poznamenejme, že variační koeficient krychelné pevnosti je přibližně dvojnásobný než  
u meze kluzu. 
6.5 Průřezové charakteristiky 
Experimentálně zjištěné statistické charakteristiky geometrie průřezu byly 
publikovány v [41]. Budeme předpokládat, že střední veličiny h, b, t1, t2 mají Gaussovo 
rozdělení hustoty pravděpodobnosti a že jejich střední hodnoty se rovnají jejich nominálním 
hodnotám, přičemž směrodatné odchylky budeme uvažovat dle [41]. 
6.6 Sečnový modul pružnosti betonu 
Sečnový modul pružnosti Ecm je v normě EC2 [33]  uvažován jako funkce průměrné 
válcové pevnosti fcm, která se zjednodušeně počítá přičtením 8 MPa k charakteristické hodnotě 
válcové pevnosti fck: Ecm = 22 (fcm/10) 0,3, (fcm v MPa), fcm = fck + 8  [MPa]. Sečnový modul 
pružnosti Ecm je v [33] uvažován jako průměrná hodnota (obdobně jako modul pružnosti oceli 
210 GPa v EC3). EC2 uvádí, že stanovení modulu pružnosti betonu dle článků normy je 
pouze přibližné a že odchylky (např. v závislosti na použitém kamenivu) mohou být až 
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desítky procent. Připomeňme, že charakteristická hodnota je definována jako 5% kvantil 
z vhodného typu rozdělení hustoty pravděpodobnosti a že závislost, která platí pro průměrné 
hodnoty, nemusí zcela přesně platit pro náhodné veličiny. 
Naším cílem je vyjádření statistické závislosti mezi sečnovým modulem pružnosti Eb  
a krychelnou pevností fc. Sečnový modul pružnosti Eb a krychelnou pevnost fc je možno 
v souladu s [33] uvažovat jako korelované (závislé) náhodné veličiny. Pro vyjádření 
statistické závislosti mezi Eb a krychelnou pevností  fc můžeme vyjít z těchto předpokladů: 
 
1) Pokud vztah Ecm = 22 (fcm/10) 0,3 v [33]  platí pro průměrné hodnoty betonů různých 
pevnostních tříd, tak přibližně platí i pro náhodné realizace vlastností betonů jedné 
pevnostní třídy. 
2) Předpokládejme, že náhodnou realizaci válcové pevnosti obdržíme vynásobením 
náhodné realizace krychelné pevnosti hodnotou 
85
70
6
5
≈ . 
3) Závislost mezi Eb a fc musí být stanovena tak, aby statistické charakteristiky 
experimentálně zjištěné mezní únosnosti byly ve shodě se statistickými 
charakteristikami mezní únosnosti z teoretického řešení a příslušných deformací. 
 
Pro vyjádření statistické závislosti mezi Eb a fc zvolíme vztah, který vychází ze vztahu [33]: 
 
                          
bE
c
b
f
E Θ⋅





⋅⋅=
3.0
106
522         (82)    
 
Pro pravděpodobnostní analýzu spolehlivosti je jedním z nejdůležitějších úkolů přesná 
verifikace rozptylu mezní únosnosti teoretického řešení na základě experimentálních 
výsledků. Jelikož pro parametr 
bEΘ  nemáme žádné další upřesňující informace, budou jeho 
statistické charakteristiky identifikovány tak, aby byla zajištěna maximální shoda teoretického 
řešení s experimenty. 
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6.7 Vlastní pnutí 
V souladu s [5] je pro válcovaný prut HE 140A uvažována střední hodnota 
r
mσ =80,0 MPa, směrodatná odchylka rSσ =20,0 MPa.  
6.8 Vstupní náhodné veličiny - přehled 
Přehledně jsou vstupní náhodné veličiny uvedeny v Tab. 6. Statistické charakteristiky 
náhodných veličin vychází z experimentů, nicméně směrodatné odchylky popisují imperfekce 
jako hromadné jevy kde se předpokládá měření na velkém počtu vzorků. Tento přístup je 
nezbytný k tomu, abychom mohli s využitím spolehlivostní analýzy činit i obecnější závěry. 
 
Tab. 6 Vstupní náhodné veličiny 
č. Název veličiny Materiál Symbol Střední 
hodnota 
Směrodatná 
odchyka 
1 Nominální výška průřezu  
 
Ocel 
h 133 mm 0,59 mm 
2 Nominální šířka průřezu b 140 mm 1,39 mm 
3 Nominální tloušťka stojiny t1 5,5 mm 0,23 mm 
4 Nominální tloušťka pásnice t2 8,5 mm 0,39 mm 
5 Mez kluzu fy 455,81 MPa 21,771 MPa 
6 Modul pružnosti oceli Eo 210 GPa 12,6 GPa 
7 Krychelná pevnost betonu Beton fc 102,5 MPa 10,64 MPa 
8 Korekční parametr modulu 
pružnosti betonu 
ΘEb 1,12 0,07 
9 Počáteční zakřivení e1  e1 0 mm L/1470 
10 Vlastní pnutí   
rσ  80 MPa 20 MPa 
 
6.9 Statistické porovnání numerického řešení s experimenty 
Pro ověření zda vstupní náhodné veličiny věrně vystihují reálný rozptyl mechanických 
a geometrických charakteristik provedeme sérii počítačově simulovaných zatěžovacích 
zkoušek. Pro řešení použijeme 10 kroků metody LHS [6], [13] a grafy „zatížení-přetvoření“ 
porovnáme se třemi experimentálně zjištěnými křivkami na Obr. 3.6. Všechny vstupní 
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veličiny z Tab. 6 budeme uvažovat jako náhodné s vyjímkou amplitudy počátečního zakřivení 
e1, kterou budeme uvažovat deterministickou hodnotou 2,9533 mm, neboť experimentálně 
zjištěné hodnoty 2,99 mm, -2,95 mm a 2,92 mm se prakticky neliší, všechny křivky na Obr. 
3.6 vycházejí prakticky ze stejného bodu, rozptyl tedy musí být způsobený jinými 
imperfekcemi. S cílem statistického porovnání teoretického řešení s experimenty budeme  
u meze kluzu uvažovat směrodatnou odchylku 9,69 MPa (viz kapitola 3.1), která u tří 
zkoumaných těles vystihuje reálný rozptyl meze kluzu (podrobněji je problematika stanovení 
rozptylu popsána v kapitole 6.2). U náhodné veličiny 
bEΘ  uvažujme Gaussovo rozdělení 
hustoty pravděpodobnosti. Nejlepší statistická shoda s experimenty je zajištěna pokud 
zvolíme střední hodnotu 12,1=Θ bEm  a směrodatnou odchylku 07,0=Θ bES , viz Tab. 6. 
Poznamenejme, že pokud bychom uvažovali součinitel 0,1=Θ
bE , tak by pro krychelnou 
pevnost 102,5 MPa vyšel dle (82) sečnový modul pružnosti 41,87 GPa (a nikoli 
experimentálně zjištěná hodnota 49,5 GPa), tj. nebyla by zajištěna shoda s experimenty 
zobrazená na Obr. 3.6.  
 
Tab. 7 Statistické porovnání numerických řešení  
  Střední hodnota Směrodatná odchylka 
Mezní únosnost 
Teoretické řešení 
(10LHS) 1611,4 kN 84,524 kN 
Teoretické řešení 
(100LHS) 1613,1 kN 82,905 kN 
ANSYS (10LHS) 1603,3 kN 85,657 kN 
ANSYS (100LHS) 1606,9 kN 83,690 kN 
Experiment 1617,4 kN 83,827 kN 
Deformace při 
mezní únosnosti 
 
Teoretické řešení 20,718 mm 1,726 mm 
ANSYS (100LHS) 16,884 mm 1,723 mm 
Experiment 21,973 mm 0,727 mm 
Eb 
Teoretické řešení 
(100 LHS) 46,84 GPa 3,29 GPa 
ANSYS (100LHS) 46,84 GPa 3,29 GPa 
Experiment 49,50 GPa - 
 
Simulace prováděné na teoretickém modelu, jsou průběžně ověřovány výpočtem 
v programu ANSYS. Z Tab. 7 je patrno, že shoda numerického řešení s experimenty je velmi 
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dobrá u mezní únosnosti. Shodují se jak střední hodnoty, tak i směrodatné odchylky.  
U deformace při mezní únosnosti se velmi dobře shodují střední hodnoty, nicméně  
u směrodatných odchylek je shoda menší, což může být způsobeno i přesností měření 
deformací při ztrátě únosnosti. V okamžiku kdy prut velmi náhle vybočuje, bychom 
potřebovali měřit deformace s velmi malým časovým krokem. Nejbližší měřené hodnoty se 
od sebe odlišují přibližně o 2 mm až 5 mm (viz Obr. 3.6), což postačuje na relativně přesné 
stanovení mezní únosnosti (na vertikální ose), která se kolem vrcholu zatěžovací dráhy mění 
již jen velmi málo, ale nepostačuje to na přesné určení tomu odpovídající deformace 
(na horizontální ose).  
Poslední srovnávanou veličinou je sečnový modul pružnosti betonu Eb, jehož 
statistické charakteristiky vychází ze statistických charakteristik součinitele 
bEΘ  primárně 
kalibrovaného na shodu mezních únosností. Střední hodnota součinitele 
bEΘ  z teoretického 
řešení je nižší než střední hodnota zjištěná experimentálně, směrodatné odchylky nejsou  
v [11], [14], [19] uvedeny. 
Grafické srovnání křivek „zatížení-přetvoření“ získaných teoretickým řešením 
s pomocí deseti kroků numerické simulační metody LHS se třemi experimentálně zjištěnými 
křivkami je zobrazeno na Obr. 6.1. a Obr. 6.2, kde je vykreslena verifikace v programu 
ANSYS. Tentýž postup je zopakován s pomocí 100 kroků numerické simulační metody LHS, 
výstupy jsou zobrazené na Obr. 6.3 a Obr. 6.4. Připomeňme, že rozptyl, který je pro 100 
simulovaných zatěžovacích zkoušek patrný z obou obrázků je způsoben rozptylem jiných 
imperfekcí než amplitudou počátečního zakřivení e1, která byla uvažována deterministicky 
(všechny křivky vychází ze stejného bodu).  
Na Obr. 6.5 až Obr. 6.8 jsou vykresleny křivky „zatížení-přetvoření“ vypočtené  
za předpokladu, že všechny veličiny z Tab. 3 jsou uvažovány jako náhodné. Obdržené křivky 
„zatížení-přetvoření“ jsou jedním z hlavních výstupů popisujícího náhodné charakteristiky 
mezního stavu únosnosti zkoumaného prutu. Pro názornost je opět zobrazeno 10 i 100 
simulací numerické simulační metody LHS, viz Obr. 6.5 až Obr. 6.8. 
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Tab. 8 Porovnání vlivu vlastních pnutí pro 100 simulací LHS 
  Střední hodnota Směrodatná odchylka 
Mezní únosnost 
e1=prom.,    
vl.pnutí =80 MPa 1733,2 kN 134,95 kN 
e1=prom.,    
vl.pnutí =prom. 1735,1 kN 137,20 kN 
 
V Tab. 8 jsou výsledky statistické analýzy vlivu vlastního pnutí zadaného jednak 
deterministicky střední hodnotou rσ =80,0 MPa a jako náhodné veličiny podle Tab. 6.  
Oba přístupy poskytují srovnatelné výsledky. U stochasticky zadané veličiny je mezní 
únosnost o 1,9 kN (0,1 %) vyšší, ke zvýšení dojde i u směrodatné odchylky o 2,25 kN. 
Výsledky v tomto případě naznačují malý vliv rozptylu vlastních pnutí na mezní únosnost 
prutu. Vykreslení křivek „zatížení-přetvoření“ je na Obr. 6.9 a Obr. 6.10.  
Srovnání relativně přesného řešení MKP s teoretickým řešením především připravuje 
podmínky pro statistickou analýzu, kde je třeba k odhadu velmi malých pravděpodobností 
poruchy provádět zpravidla relativně velké počty simulací, tj. je nutno omezit se  
na jednodušší výpočtové modely. Dalším kriteriem pro použití výpočtového modelu je doba 
výpočtu. Výpočet jedné realizace náhodné únosnosti Euler-Newton-Raphsonovou metodou 
trval na dvouprocesorovém počítači 2x2300MHz přibližně 15 minut. Jako zvládnutelné se 
ukázalo provedení 100 kroků metody LHS. Naopak, u teoretického modelu je možno díky 
relativně rychlému vyhodnocení únosnosti ze vztahu (42) použít 100 000 kroků metody 
Monte Carlo. Ve statistické analýze bude i z hlediska časové náročnosti metody upřednostněn 
teoretický model s velkým počtem simulačních kroků metodou Monte Carlo.  
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         Deformace |e| [mm] 
Obr. 6.1 Teoretické řešení, křivky zatížení-přetvoření, experimenty vs. simulace LHS pro 
e1=2,9533 
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Obr. 6.2 ANSYS, křivky zatížení-přetvoření, experimenty vs. simulace LHS pro e1=2,9533 
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         Deformace |e| [mm] 
Obr. 6.3 Teoretické řešení, náhodný rozptyl křivek zatížení-přetvoření pro e1=2,9533 
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Obr. 6.4 ANSYS, náhodný rozptyl křivek zatížení-přetvoření pro e1=2,9533 
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         Deformace |e| [mm] 
Obr. 6.5 Teoretické řešení, křivky zatížení-přetvoření, experimenty vs. simulace LHS 
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Obr. 6.6 ANSYS, křivky zatížení-přetvoření, experimenty vs. simulace LHS, včetně
 
vl. pnutí 
rσ =80,0 MPa 
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       Deformace |e| [mm] 
Obr. 6.7 Teoretické řešení, náhodný rozptyl křivek zatížení-přetvoření 
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Obr. 6.8 ANSYS, náhodný rozptyl křivek zatížení-přetvoření, včetně
 
vl.pnutí rσ =80,0 MPa 
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Obr. 6.9 ANSYS, křivky zatížení-přetvoření vč. náhodného vlivu vl. pnutí rσ  
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Obr. 6.10 ANSYS, křivky zatížení-přetvoření vč. náhodného vlivu vl. pnutí rσ  
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7  MEZNÍ STAV ÚNOSNOSTI 
7.1 Statistická analýza 
Ke spolehlivému odhadu 0,1 % kvantilu je potřeba alespoň 100/0,001 simulací, tj. 
100
 
000 simulací je dostačující počet [20]. Pro uvedený příklad byla za odhad kvantilu 
považována 1000. nejmenší hodnota únosnosti.  
Nejdůležitějšími výstupy z křivek „zatížení-přetvoření“ na Obr. 7.2 a Obr. 7.3 jsou pružná  
a mezní únosnost a odpovídající deformace prutu délky L = 3,0 m, s vyznačením úrovně 
mezní a pružné únosnosti podle ČSN EN 1990. Na Obr. 7.2 jsou zobrazené náhodné realizace 
pružné únosnosti pro 100 000 kroků metody Monte Carlo. Na Obr. 7.3 jsou zobrazené 
náhodné realizace mezní únosnosti pro 100 000 kroků metody Monte Carlo.  
 
 
 
Obr. 7.1 Únosnost - Hermitovo a Gaussovo rozdělení hustoty pravděpodobnosti 
 
Statistické rozdělení pružné a mezní únosnosti je vykresleno na Obr. 7.1. Chi-square 
test a Kolmogorov Smirnov test nevyloučili, že pružná únosnost má Hermitovo 
čtyřparametrické rozdělení hustoty pravděpodobnosti. Kolmogorov Smirnov test nevyloučil, 
že mezní únosnost má Hermitovo rozdělení pravděpodobnosti, Chi-square test to vyloučil. 
Chi-square test a Kolmogorov Smirnov test vyloučily, že pružná a mezní únosnost mají 
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Gaussovo nebo tříparametrické lognormální rozdělení hustoty pravděpodobnosti.  
Při praktickém použití lze pružnou a mezní únosnost aproximovat Hermitovým rozdělením 
hustoty pravděpodobnosti, které zohledňuje i šikmost a špičatost náhodných veličin. 
U příslušných deformací při pružné a mezní únosnosti Chi-square test a Kolmogorov 
Smirnov test vyloučily jak Gaussovo, tak i tříparametrické lognormální tak i Hermitovo 
rozdělení hustoty pravděpodobnosti.  
 
 
Obr. 7.2 Realizace pružné únosnosti vs. návrhové únosnosti dle EN 1990 
 
 
Obr. 7.3 Realizace mezní únosnosti vs. návrhové únosnosti dle ČSN EN 1990 
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Obr. 7.4 Náhodné realizace imperfekce e1 vs. pružná únosnost  
 
 
Obr. 7.5 Náhodné realizace imperfekce e1 vs. mezní únosnost  
 
Na Obr. 7.4 jsou zobrazené náhodné realizace pružné únosnosti, na Obr. 7.5 jsou 
zobrazené náhodné realizace mezní únosnosti. Z obrázků je pozorovatelná již dříve prokázaná 
závislost mezní a pružné únosnosti na amplitudě počátečního zakřivení e1. Při velké počáteční 
výchylce nemůže být dosaženo vysokých únosností. Přesto, že nejvyšších únosností je 
dosaženo při hodnotách výchylky blízké nule, mohou se i v tomto pásmu vyskytnout 
únosnosti průměrné a nízké. 
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Obr. 7.6 Náhodné realizace absolutní hodnoty deformace e  vs. pružná únosnost 
 
 
Obr. 7.7 Náhodné realizace absolutní hodnoty deformace e  vs. mezní únosnost 
 
Podobná situace se opakuje na Obr. 7.6 a na Obr. 7.7, kde jsou vykresleny závislosti 
mezní a pružné únosnosti na dosažených deformacích. Největších únosností je dosaženo  
u prutů s malými deformacemi, nejvyšší četnost minimálních únosností je dosažena v pásmu 
velkých deformací.  
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Obr. 7.8 Náhodné realizace pružné vs. mezní únosnosti 
 
 
Obr. 7.9 Náhodné realizace absolutní hodnoty deformace při pružné vs. mezní únosnosti 
 
Další údaje poskytuje Obr. 7.8, ze kterého je při velkých hodnotách únosnosti patrná 
poměrně silná korelace pružné a mezní únosnosti. Tato závislost se s klesající únosností 
snižuje. Tomu odpovídá závislost deformace při pružné a mezní únosnosti vykreslená  
na Obr. 7.9. Při malých deformacích, které odpovídají velkým únosnostem je dosaženo velké 
korelace pružné a mezní deformace. Při zvyšující se hodnotě pružné a mezní deformace se 
závislost snižuje.  
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7.2 Mezní únosnost dle ČSN EN 1994-1-1 - EUROKÓD 4 
Eurokód 4 stanoví postup výpočtu tlačených prvků v kap. 6.7. Použití kap. 6.7 je 
především určeno pro beton pevnostních tříd C20/25 až C50/60 a oceli tříd S235 až S460. 
Eurokód definuje únosnost průřezu v tlaku a postup pro výpočet poměrné štíhlosti λ . V EC3 
[35] je uvedena závislost součinitele vzpěrnosti na poměrné štíhlosti λ . Materiálové 
charakteristiky betonu jsou stanoveny v EC2 [33].  
Základní charakteristiky materiálů: 
Ocel: 
0/ Mykyd ff γ=        (83) 
ydf  - návrhová pevnost 
ykf  - charakteristická hodnota meze kluzu 
0Mγ  - součinitel spolehlivosti materiálu, podle  EC3 0,10 =Mγ  
Beton: 
Cckcccd ff γα /⋅=        (84) 
cdf  - válcová pevnost betonu  
Cγ  - součinitel spolehlivosti betonu , 5,1=Cγ pro trvalou návrhovou situaci 
cca - součinitel vyjadřující nepříznivé, obvykle dlouhodobé účinky zatížení, obecně je cca          
0,8 až 1,0 (pro pozemní stavby je doporučeno 0,1=cca ) 
Návrhová hodnota normálové síly EdN  ocelobetonového průřezu je definována v EC4 
vztahem: 
RdPlEd NN ,⋅≤ χ        (85) 
χ -součinitel vzpěrnosti, určený v závislosti na poměrné štíhlosti λ  
Mezní hodnota únosnosti spřaženého průřezu v tlaku bez vlivu vzpěru je stanovena jako 
součet plastických únosností jeho částí:         
cdcydaRdPl fAfAN 85,0, +=      (86) 
RdPlN ,  - plastická únosnost spřaženého průřezu 
ca AA ,             - plochy oceli a betonu  
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cdyd ff ,        - návrhové pevnosti oceli, betonu 
Výraz (86) se použije u obetonovaných a částečně obetonovaných průřezů. Hodnotu 
součinitele 0,85 lze pro duté, vyplněné průřezy zvýšit na 1,0. 
Prvek tvaru H s obetonovanou stojinou je uvažován jako částečně obetonovaný průřez 
s křivkou vzpěrnosti „c“ -  kolmo k ose z-z  Pro stanovení únosnosti obetonovaného průřezu je 
rozhodující poměrná štíhlost λ . 
cr
RkPl
N
N
,
=λ   0,2≤λ       (87) 
RkPlN ,  - charakteristická hodnota plastické únosnosti. Do výrazu (86) se použijí namísto    
návrhových hodnot pevností hodnoty charakteristické 
crN     -  pružná kritická síla pro odpovídající tvar vybočení 
( )
2
2
l
EI
N effcr
pi
=         (88) 
Pro krátkodobé zatížení lze v souladu s článkem 6.7.3.3 normy ČSN EN 1994-1-1 ed.2 počítat 
s účinnou pružnostní ohybovou tuhostí EI průřezu spřaženého sloupu dle   
( ) ccmeaaeff IEKIEEI +=        (89) 
( )effEI - účinná ohybová tuhost 
eK      - opravný součinitel, který se má uvažovat 0,6. V novějších vydáních EC4 je označení 
součinitele Ca změněno na Ke. Doporučená hodnota 0,6 se nezměnila.  
ca II ,  - momenty setrvačnosti plochy oceli a betonu 
ba EE ,  - moduly pružnosti oceli a betonu 
Dle tabulky 6.2 v Eurokódu 3 je analyzovanému typu průřezu kolmo k ose z přiřazena křivka 
vzpěrnosti „c“. Hodnoty součinitelů χ  jsou definovány v EC3. Dle kapitoly 6.3.1.2 se 
hodnota χ  určí z výrazu: 
22
1
λφφ
χ
−+
=                     0,1≤χ      (90) 
Ve výrazu (90) je součinitel φ  definován následovně: 
( )[ ]22,015,0 λλαφ +−+=        (91) 
 
α -součinitel imperfekce, [35] přiřazuje pro vybočení prutu kolmo k ose z-z křivku vzpěrné 
pevnosti c se součinitelem imperfekce α = 0,49 
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Dosazením do výrazů (83) až (91) byla stanovena návrhová hodnota mezní únosnosti 
dle EC4. Další metodiku pro stanovení návrhové hodnoty poskytuje ČSN EN 1990 [31]. 
Výsledná zatěžovací síla byla stanovena pro index spolehlivosti β =3,8 (pravděpodobnost 
poruchy 7,2e-5). Za odhad 0,1% kvantilu je považována 1000. nejmenší hodnota mezní 
únosnosti z výstupu statistické analýzy kap. 7.1, Obr. 7.3. Numerické hodnoty jsou uvedeny 
v Tab. 9.  
 
Tab. 9, Porovnání návrhové hodnoty normálové síly 
 EN 1990 Eurokód 4 Rezerva 
Návrhová síla 1324,6 kN 1017,1 kN 30,2 % 
 
Návrhová hodnota normálové síly podle EN 1990 je o 30,2 % vyšší oproti návrhové 
únosnosti podle EC4. Koncepce Eurokódů předpokládá, že návrhem podle Eurokódu 1 až 9 
má konstrukce vyšší index spolehlivosti β než 3,8. V tomto ohledu dosažené výsledky splňují 
uvedený předpoklad, návrhovou hodnotu lze považovat za spolehlivou. 
Použité modely se velice přesně shodují s experimenty, nepostihují však vliv nehomogenity 
materiálu jako proměnlivost meze kluzu po průřezu. Meze kluzu jsou vyhodnocovány  
z jednoho místa (jedné třetiny) pásnice válcovaného profilu. Podrobněji bychom však 
potřebovali znát statistická data z více míst průřezu, např. z okrajů pásnic apod.  
V rámci dalšího výzkumu by mohly být měřeny a v teoretických modelech použity i tyto 
hodnoty. Studie vychází z malého počtu experimentálně zkoušených těles, pro rozhodnutí  
o snížení návrhové hodnoty je především nutné provést další experimenty. 
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8  ZÁVĚR 
Z výsledků předcházejících studií a analýz lze vyvodit následující hlavní závěry: 
 
♦ Součinitel Ca má značný vliv na únosnost prutů. Verifikace teoretického řešení 
vycházejícího z normového přístupu ověřeného experimenty ukázala, že součinitel 
spolehlivosti Ca  je možno dostatečně spolehlivě uvažovat základní hodnotou Ca =0,6 tak, 
jak ho uvádí [36].  
♦ V kapitole 2 byl sestaven numerický geometricky a fyzikálně nelineární model, který byl 
použit v dalších analýzách.  
♦ Parametrickou citlivostní analýzou bylo určeno, že na mezní únosnosti ocelobetonového 
prutu délky 3,0 m ( 0,1≈λ ) se výrazně podílí zejména proměnlivost amplitudy 
počátečního zakřivení osy prutu. Menší vliv mají sečnový modul pružnosti betonu, mez 
kluzu oceli, šířka a  tloušťka  pásnice. 
♦ U modelu MKP se projevila vysoká citlivost nelineárních úloh na idealizaci průběhu 
pracovního diagramu betonu. V dalších studiích je třeba sledovat průběhy pracovních 
diagramů betonu se zvýšenou pozorností. 
♦ U ocelového profilu HE 140A snižuje vlastní pnutí mezní únosnost převážně u prutů se 
štíhlostí 8,0≈λ . U stejného prutu s betonovou výplní je největšího poklesu mezní 
únosnosti dosaženo při 9,0≈λ . Betonová výplň snižuje nepříznivý vliv vlastních pnutí 
na mezní únosnost. Pro střední hodnotu vlastních pnutí 80=rσ MPa činil maximální 
pokles mezní únosnosti u prutů bez betonu 14,4 %, zatímco u prutů s betonovou výplní 
představuje snížení 5,7 %. 
♦ Parametrická citlivostní analýza, zpracovaná pro 10 simulací LHS, nepotvrzuje vliv 
smršťování na mezní únosnost zde řešeného ocelobetonového prutu, proto tato 
problematika nebyla dále podrobněji rozpracována a studována. 
♦ Vliv dotvarování způsobuje nezanedbatelný pokles hodnoty únosnosti. V této práci je 
sledováno snížení mezní únosnosti v závislosti na vzrůstajícím poměru stálého zatížení  
a poměrné štíhlosti. U velmi krátkých prutů se vliv dotvarování neprojevuje, vysoký vliv 
je prokázán u štíhlých prutů, kde dochází poklesu mezní únosnosti až o 22,4 %. Rozdíl 
vlivu dotvarování obyčejného a vysokopevnostního betonu na mezní únosnost štíhlých 
prutů činí až 5,5 %.  
♦ Vypočítané průběhy zatěžovacích křivek a zjištěné hodnoty mezních únosností se velmi 
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dobře shodují s výsledky experimentů, což bylo zjištěno statistickým porovnáním 
teoretického modelu (viz kapitola 6.9), modelu MKP a výsledků experimentů.  
To umožnilo verifikovat spolehlivosti návrhu těchto prutů dle normy EN1990. 
♦ Statistickou analýzou se zohledněním proměnlivosti geometrických a fyzikálních veličin 
byla stanovena návrhová únosnost podle EN1990. Bylo zjištěno, že obdržená hodnota 
může být až o 30,2 % vyšší, než návrhová únosnost stanovená podle EC4. Oprávněnost 
zvýšení návrhové únosnosti by však bylo třeba potvrdit ještě dalšími experimenty  
u většího množství zatěžovacích těles a teoretickým výzkumem.  
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10  POUŽITÉ SYMBOLY A ZKRATKY 
ANSYS  Analysis System – program na výpočty MKP 
LHS  Latin hypercube sampling 
MKP  Metoda konečných prvků 
acc součinitel vyjadřující nepříznivé účinky zatížení 
ax šikmost náhodné proměnné X 
A plocha  
Aa plocha oceli 
Ao průřezová plocha ocelové části průřezu 
Ab průřezová plocha betonové části průřezu 
Ac plocha betonu  
b šířka pásnice 
b2 tloušťka betonové výplně 
Ca redukční součinitel tuhosti betonu 
dx délka ve směru osy x  
e výchylka zakřivení prutu 
e1 počáteční výchylka prutu 
eb výchylka betonové části prutu 
eo výchylka ocelové části prutu 
ei výchzlka v i-tém kroku 
E modul pružnosti 
Ea modul pružnosti oceli 
Eb sečnový modul pružnosti betonu 
Ebp  modul zpevnění betonu 
Ecm sečnový modul pružnosti betonu 
Eb,eff redukovaný modul pružnosti betonu 
Eo modul pružnosti oceli 
Eop  modul zpevnění oceli 
effEI )(  účinná ohybová tuhost 
fc  krychelná pevnost betonu 
fc(t0)  pevnost betonu v tlaku v okamžiku zatížení 
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fcd  výpočtová pevnost betonu 
fck  charakteristická pevnost betonu 
fcm  průměrná pevnost betonu v tlaku 
fc,tah  pevnost betonu v tahu 
fc,tlak  pevnost betonu v tlaku 
fy mez kluzu 
fyd návrhová pevnost oceli 
fyk charakteristická hodnota meze kluzu 
F zatížení, síla 
F pravděpodobnost vzniku poruchy, označení je použito pouze v kap. 5.1 
Fb síla přenášená betonem 
Fcr Eulerova kritická síla ideálního prutu 
Fcr,b  Eulerova kritická síla betonové části průřezu 
Fcr,o Eulerova kritická síla ocelové části průřezu 
Fg stálé zatížení 
Fo síla přenášená ocelovou částí průřezu 
Fi zatížení v i-tém kroku 
Fi,cor  korekční, residuální síla v i-tém kroku 
Fu krátkodobá mezní únosnost bez vlivu dotvarování 
∆F  přírůstek zatížení v závislosti na přírůstku deformace 
g(X) funkce hustoty pravděpodobnosti 
G rezerva spolehlivosti 
h výška profilu HE 140A 
h0 základní rozměr prvku pro stanovení dotvarování 
ib poloměr setrvačnosti betonové části průřezu 
io poloměr setrvačnosti ocelové části průřezu 
I moment setrvačnosti plochy 
aI  moment setrvačnosti oceli 
bI  moment setrvačnosti v rovině ohybu betonu  
cI  moment setrvačnosti betonu  
oI  moment setrvačnosti v rovině ohybu konstrukční oceli 
Ke  redukční součinitel tuhosti betonu 
L délka prutu 
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mX střední hodnota náhodné proměnné X 
Mz ohybový moment kolem osy z  
N normálová síla  
Ncr pružná kritická síla 
NEd návrhová hodnota normálové síly 
NPl,Rd výpočtová plastická únosnost spřaženého průřezu 
NPl,Rk  charakteristická plastická únosnost spřaženého průřezu 
Pf pravděpodobnost poruchy  
Pf,t  směrná hodnota pravděpodobnosti poruchy 
q parametr kvadratické rovnice 
R  odolnost konstrukce 
Ro únosnost ocelové části průřezu 
Rb,tah únosnost betonové části průřezu v tahu  
Rb,tlak únosnost betonové části průřezu v tlaku  
Sx směrodatná odchylka náhodné proměnné X 
S účinky zatížení 
t stáří betonu ve dnech v uvažovaném okamžiku 
t0 stáří betonu ve dnech v okamžiku vnesení zatížení 
t1 tloušťka stojiny 
t2 tloušťka pásnice 
ts stáří betonu na začátku vysychání 
T teplota 
u obvod prvku vystavený okolnímu prostředí  
Wo modul průřezu ocelové části prutu 
Wb modul průřezu betonové části prutu 
X náhodná proměnná 
α součinitel imperfekce 
α1 součinnitel 1 vlivu pevnosti betonu 
α2 součinnitel 2 vlivu pevnosti betonu 
α3 součinnitel 3 vlivu pevnosti betonu 
αS(R)  linearizační funkce 
αR(S) linearizační funkce 
β index spolehlivosti 
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βd návrhový index spolehlivosti 
 βH součinitel závislý na relativní vlhkosti a na náhradním rozměru 
β(t0) součinitel vystihující vliv stáří betonu v okamžiku vnesení zatížení 
βc(t,t0) součinitel časového průběhu dotvarování 
β(fcm) součinitel vystihující vliv pevnosti betonu 
e∆  přírůstek deformace 
F∆  přírůstek zatížení 
T∆  změna teploty 
ε  poměrné přetvoření 
bε  poměrné přetvoření betonu 
csε  poměrné přetvoření betonu smršťováním 
ϕ  součinitel dotvarování 
0ϕ  základní součinitel dotvarování 
nlϕ  součinitel nelineárního dotvarování 
),( 0ttdϕ součinitel dotvarování při vysychání  
xϕ  funkce hustoty 
φ  součinitel imperfekce 
χ  součinitel vzpěrnosti 
ΦX distribuční funkce 
0Mγ  součinitel spolehlivosti materiálu 
Cγ  součinitel spolehlivosti betonu 
σ  napětí 
oσ
 
napětí v ocelové části průřezu 
bσ
 
napětí v betonové části průřezu 
rσ
 
vlastní pnutí 
λ  poměrná štíhlost 
µ  Poissonův součinitel 
bEΘ  korekční parametr modulu pružnosti betonu  
 
